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RÉSUMÉ 
Les argiles Champlain recouvrent les basses terres de la vallée du Saint-Laurent au Québec, dans 
l’est du Canada. Ces argiles, déposées il y a approximativement 8500 à 12000 ans dans la mer 
Champlain, engendrent des ruptures et des tassements lorsqu’elles sont sous chargement.  C’est 
pour pallier à ces problèmes spécifiques ainsi qu’à d’autres que, au cours des dernières décennies, 
un intérêt grandissant s’est développé autour de l’utilisation de principes d’ingénierie pour 
comprendre et expliquer les processus de fissuration qui ont lieu sur des échantillons d’argile 
intacts saturés à l’échelle macro/ micro. Les comportements mécaniques des sols argileux étant 
étroitement liés à leur composition minéralogique, chimique, et à leur texture, des techniques 
expérimentales permettant de caractériser localement des matériaux dits mous à l’échelle 
macro/micro fournissent des informations très utiles pour une meilleure compréhension de leur 
complexité. 
L'indentation instrumentée est un exemple de technique locale populaire. Celle-ci consiste à 
enfoncer des pointes rigides de formes connues dans des échantillons du matériau à l’étude en 
mesurant en temps réel aussi bien les profondeurs de pénétration que les forces de réaction de 
l’échantillon. Au cours des dix dernières années, il a été démontré qu’une telle technique a un 
potentiel prometteur pour la caractérisation des sols à l’échelle macroscopique. En effet, des 
indenteurs initialement développés pour la caractérisation de matériaux durs ont été utilisés pour 
caractériser des sols relativement rigides tels que les argiles silteuses artificiellement reconstituées 
ou les roches argileuses raides (argilites), entre autres.  Cependant, seulement un nombre très faible 
de tentatives ont été menées afin d’utiliser une telle technique pour caractériser des matériaux très 
mous (les argiles naturelles de la mer Champlain) à l’échelle microscopique, principalement en 
raison des limitations techniques liées à la gamme de force des machines et de la signification des 
paramètres extraits des données expérimentales acquises. 
Le présent travail a pour but de relever les défis expérimentaux liés à l’indentation de matériaux 
très mous, et d’en extraire des propriétés mécaniques significatives. Dans ce but, six indenteurs 
rigides munis de différents angles inclus en leurs sommets ont été utilisés pendant les expériences 
d’indentation pour caractériser un matériau mou qu’est le sol argileux naturel. Il s’agit du cône en 
acier de 2𝛼 = 60°, du cône en aluminium de 2𝛼 ≈ 80°, du cône en laiton de 2𝛼 ≈ 97°, du cône à 
base cylindrique en aluminium de 2𝛼 ≈ 136°, du cône pyramidal à base carrée en acier de 2𝛼 ≈
vii 
 
144° et du cône cylindrique à embout plat en acier de  2𝛼 = 180°. Le Tritest 50, une presse 
instrumentée contrôlée en déplacement a été utilisé. Les courbes de chargement-déchargement en 
indentation ont été tracées et les paramètres tels que la dureté H, le module d’élasticité, E, et la 
résistance au cisaillement non drainée, Su, déduits. Les valeurs de Su et de E issues des expériences 
standard au laboratoire se comparent à celles issues des expériences d’indentation.    
Différentes lois de puissance ont été également été analysées pour définir le comportement des 
courbes expérimentales d’indentation du sol argileux naturel. La présente étude démontre que la 
loi de puissance polynomiale de degré deux est celle qui restitue le mieux le comportement de la 
partie en chargement de la courbe P-h, tandis que la loi de Box et Cox (1964), présentée par Briscoe 
et Sebastian (1996) est celle traduit le mieux le comportement de la partie en déchargement. 
Le logiciel d’éléments finis SIGMA/W de GeoStudio a été utilisé pour construire un modèle 
numérique, permettant de simuler l’essai d’indentation. Pour ce faire, l’indenteur cylindrique à 
embout plat en acier de  2𝛼 = 180° a été testé. Les essais d'indentation ont été simulés 
numériquement en utilisant le code par éléments finis SIGMA/W de GeoStudio. L'argile fut 
modélisée en utilisant le modèle élastique-plastique classique de Mohr-Coulomb. La distribution 
des contraintes verticales totales sous l’indenteur issue des simulations se comparait bien avec une 
solution analytique basée sur la théorie élastique. Les simulations réalisées utilisant les propriétés 
des matériaux dérivées des essais géotechniques conventionnels (Ensemble 1) et celles dérivées 
des essais d'indentation (Ensemble 2) avec un coefficient de Poisson de 0,49 (charge non drainée) 
n'ont pas produit de courbes de charge - déplacement (P,h) en bon accord avec les courbes des 
essais d'indentation. Cependant, les simulations réalisées à l’aide des propriétés des matériaux 
dérivées des essais d'indentation et un coefficient de Poisson de 0,2 (chargement drainé) ont produit 
des courbes de charge - déplacement en bon accord avec les résultats des tests d'indentation. 
Des études expérimentales de routine au laboratoire ont également été menées sur le sol argileux 
naturel, dans le but de vérifier les prédictions expérimentales et numériques d’indentation. La 
signification pratique des résultats, en termes d'interprétation des résultats de l’essai d’indentation 
est évaluée. 
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ABSTRACT 
Champlain clays cover the lowlands of the St. Lawrence Valley in eastern Canada. These clays, 
deposited approximately 12000 to 8500 years ago in the Champlain Sea, cause failures and 
settlements when they are under loading. It is to overcome these and other problems that over the 
last few decades there has been a growing interest in the use of engineering principles to understand 
and explain cracking processes that take place on the micro / nano scale. Because the mechanical 
behavior of clay soils is closely related to their mineralogical, chemical composition and texture, 
experimental techniques for locally characterizing so-called soft materials at the micro / nano scale 
provide useful information for a better understanding of their complexities. 
Instrumented indentation is an example of popular local technique. It consists of pushing rigid tips 
of known shapes into samples of the material under study by measuring in real time both the 
penetration depths and the reaction forces of the sample. Over the past ten years, it has been shown 
that such a technique has promising potential for soil characterization at the microscopic scale. 
Indeed, nano-indenters initially developed for the characterization of hard materials have been used 
to characterize relatively rigid soils such as artificially reconstituted silty clays (Silvestri et al., 
1997), steep clay rocks (Zhang et al 2012) among others. However, only a very small number of 
attempts have been made to use such a technique to characterize very soft materials (the natural 
clays of my Champlain Sea) on a microscopic scale, mainly because of the technical limitations 
associated with the range the strength of the machines and the significance of the parameters 
extracted from the experimental data acquired. 
The aim of the present work is to overcome the experimental challenges associated with the 
indentation of very soft materials and to extract significant mechanical properties. For this purpose, 
six rigid indenters with different angles included in their vertices were used during the indentation 
experiments to characterize the soft material that is the natural clay soil. These indenters are: the 
steel cone of 2α = 60°, the aluminum cone of 2α = 80°, the brass cone of 2α = 97°, the cylindrical 
aluminum cone of 2α = 136°, the square base pyramidal cone in steel of 2α = 
144° and the flat-ended cylindrical indenter in steel of 2α = 180°. The Tritest 50, a moving 
controlled instrumented press was used and its ability to characterize soft materials demonstrated. 
The indentation loading-displacement curves were plotted and parameters such as hardness H, 
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modulus of elasticity, E, and undrained shear strength, Su, deduced. The values of Su and E from 
the standard laboratory experiments compare with those of the indentation experiments. 
Different power laws have also been analyzed to define the behavior of experimental curves of 
natural clay soil indentation. This study shows that the law of polynomial power of degree two is 
the one that best describes the behavior of the loading part of the P-h curve, while the law of Box 
and Cox (1964) presented by Briscoe and Sebastian (1996) the better the behavior of the unloading 
party. 
GeoStudio's SIGMA / W finite element software was used to construct a numerical model and to 
simulate the indentation test. To do this, the flat-ended cylindrical indenter in steel of 2α = 180° 
was tested. Indentation testing was simulated numerically using the finite element method. The 
clay was modeled using the conventional Mohr-Coulomb elastic-plastic model. The distribution of 
total vertical stress below the indenter from the simulations compared well with an analytical 
solution based on elastic theory. The simulations using material properties derived from the 
conventional geotechnical tests (Set 1) and derived from the indentation testing (Set 2) with a 
Poisson’s ratio of 0.49 (undrained loading) did not produce load-penetration (P-h) curves in good 
agreement with the curves from indentation testing. However, simulations with the material 
properties derived from indentation testing and a Poisson’s ratio of 0.2 (drained loading), produced 
load-penetration curves in good agreement with the indentation testing results. 
Experimental routine laboratory studies were also conducted on natural clay soils to verify 
experimental and numerical indentation predictions. The practical significance of the results in 
terms of interpretation of the results of the indentation test is evaluated 
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CHAPITRE 1 INTRODUCTION 
Mise en contexte 
Les problèmes causés par les sols argileux sous chargement peuvent être classés au nombre de 
deux : les ruptures et les tassements. De nos jours, si avec l’évolution sans cesse croissante de la 
science les ingénieurs arrivent à contrôler et à limiter les ruptures d’ouvrages construits sur ces 
sols, les tassements quant à eux demeurent inévitables. Ce comportement spécifique observé est 
dû à l’origine de ces sols. Pris globalement, les sols argileux proviennent de l’altération physique 
et mécanique des roches. Leurs propriétés physiques et mécaniques dépendent directement de leur 
composition minéralogique et chimique, de leur texture, de l’arrangement spatial des particules les 
constituant et des effets de l’environnement. 
Leroueil et al. (1983) montrent que les argiles, dites sensibles, recouvrent plus de 70% des régions 
peuplées de l’est du Canada. Dans leurs travaux portant sur l’origine et la formation de ces sols, 
(Parent and Occhietti 1988) expliquent qu’il y a environ 12 000 ans, dans le sud de la calotte 
glacière des Laurentides (région de Montréal), l’eau douce du lac glaciaire Cantona a été remplacée 
par l’eau de la mer Champlain. Selon ces derniers, c’est ce processus de remplacement d’eau qui 
aurait non seulement facilité la sédimentation des sols à grains fins, mais aussi, contribué à la 
formation d’un dépôt argileux pouvant atteindre une centaine de mètres épaisseur dans la partie 
centrale du bassin. De par leur origine, les sols argileux sensibles rencontrés dans la région du 
Québec possèdent des caractéristiques qui leurs sont propres : ils ont une teneur en eau et une 
sensibilité élevée, une faible résistance et une grande compressibilité. Tel qu’expliqué plus haut, 
construire sur ce type de sol engendre très souvent des tassements. C’est la raison pour laquelle 
aujourd’hui encore, les praticiens de la géotechnique activent leurs recherches à la maîtrise de leurs 
propriétés et à l’optimisation de leurs méthodes de caractérisation. 
Les méthodes utilisées par les ingénieurs au cours des études approfondies préalables au 
dimensionnement des ouvrages passent par des caractérisations physiques et mécaniques des sols 
effectuées à l’aides d’essais réalisés in situ et/ou au laboratoire. Au Québec, les essais les plus 
utilisés lors de la caractérisation des sols au laboratoire sont l’essai de densité relative, l’analyse 
granulométrique par sédimentométrie, les limites de consistance via les méthodes de Casagrande 
et cône suédois, l’essai au scissomètre, l’essai de compression simple, l’essai de consolidation. 
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Pour ce qui est des essais réalisés in situ, les essais au pénétromètre, au scissomètre, au 
pressiomètre. L’objectif, lors de la réalisation d’un essai est d’en extraire un ou des paramètres 
susceptibles soit de contribuer à une meilleure connaissance du sol, soit de faciliter l’accès à 
d’autres paramètres pouvant contribuer à la prédiction de son comportement futur. 
Puisqu’il existe une kyrielle d’essais pour la caractérisation des sols au laboratoire et in situ, la 
recherche de paramètres spécifiques amène souvent les chercheurs, après qu’ils aient fait un 
examen objectif de la situation, à opter pour un ou des types d’essai précis. Cette démarche peut 
parfois passer par une transposition, c’est-à-dire à l’utilisation dans leurs recherches, d’appareils 
ou d’essais généralement conçus et dédiés à la caractérisation de matériaux complètement 
différents de ceux couramment rencontrés dans leurs disciplines de prédilection. Les critères 
motivant ces choix pour tels outils ou méthodes sont généralement le coût de la réalisation, la 
simplicité et la rapidité d’exécution de l’appareil ou la méthode, la fiabilité des résultats obtenus, 
bref, l’efficacité du dispositif ou la technique. 
Notre démarche est semblable à celle décrite ci- dessus. Elle consiste en l’emprunt d’un essai précis 
au laboratoire de métallurgie : l’essai d’indentation et en l’emploi du dit essai au sein du laboratoire 
de géotechnique pour tester le matériau qu’est un sol argileux naturel en provenance de la région 
de Beloeil (situé sur la rive sud de Montréal). 
Précisons en passant que l’analyse de la littérature montre que les essais traditionnels d’indentation 
instrumentés sont couramment utilisés dans les laboratoires de physique à l’échelle microscopique 
comme macroscopique lors de la caractérisation des métaux (Corcoran et al. 1997; Gerberich et al. 
1996; Nix and Gao 1998), des revêtements céramiques  (Clarke and Tandon 1995; Pharr 1998), 
des roches et leur évolution géologique (Dieterich and Kilgore 1994; Leite and Ferland 2001), des 
films minces de substrat (Huber et al. 2002; Saha and Nix 2002; Tsui and Pharr 1999), des métaux 
mous (Lucas and Oliver 1999; Syed Asif and Pethica 1997), des matériaux biologiques (Habelitz 
et al. 2002; Mahoney et al. 2000) et des produits alimentaires(Liu and Scanlon 2003; Ozkan et al. 
2002). Actuellement, l'application de cette technique à divers autres matériaux macroscopiques 
non énumérés ci-dessus continue d'être explorée. L’objectif principal de cette thèse est de vérifier 
l’applicabilité des théories d’indentations aux sols argileux pour déterminer leurs propriétés 
mécaniques que sont : la dureté, H, le module d’élasticité, E et la résistance au cisaillement non 
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drainé Su. Sachant, que l’estimation du paramètre qu’est le module d’élasticité du sol argileux peut 
contribuer à l’évaluation du tassement élastique Si, par la théorie de Boussinesq (Bowles 1996). 
 
Objectifs spécifiques de la recherche 
Les objectifs spécifiques de cette recherche peuvent être résumés comme suit : 
• Définir le matériau à l’étude : le sol argileux naturel à l’aide des essais de routine réalisés 
au laboratoire ; 
• Choisir un dispositif expérimental normalisé et des indenteurs adéquats ; 
• Réaliser des expériences d’indentation et en extraire les propriétés mécaniques de l’argile ; 
• Développer un modèle numérique capable non seulement de reproduire adéquatement le 
modèle expérimental d’indentation, mais aussi de bien représenter le comportement du sol 
argileux sous chargement normal.  
• Comparer les valeurs de E et de Su issues des simulations numériques avec celles obtenues 
des expériences au laboratoire. 
 
Contenu et portée 
Le chapitre 2 de cette thèse est une revue présentant une revue de littérature. Il comprend : 
• le contexte général de la mesure par l’indentation instrumentée, 
• une revue présentant l'état actuel des techniques de mesure utilisées lors de l’indentation 
instrumentée,  
• les limites généralement observées dans les méthodes utilisées lors de l’extraction des 
propriétés mécaniques à partir des données expérimentales d’indentation,  
• approches numériques utilisées lors de l’extraction des paramètres d’indentation. 
Le chapitre 3 présente l’organisation et les grandes lignes de la thèse. Il explique les connexions 
qui existent entre les différents chapitres et décrit brièvement leur contour. Cette thèse consiste 
principalement en trois articles soumis à des journaux ayant des comités de lecture. 
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Le chapitre 4 présente les résultats d’études expérimentales d’indentation réalisées à l’aide de trois 
indenteurs rigides à angles obtus au sommet. Il décrit non seulement le matériau à l’étude qu’est 
l’argile naturelle, mais explique aussi la démarche expérimentale employée pendant les essais 
d’indentation. Dans ce chapitre, des profils de dureté, de modules d’élasticité au 1er cycle et de 
résistance au cisaillement non drainé sont présentés.  
Le chapitre 5 présente les résultats d’expériences d’indentation réalisées à l’aide de cinq indenteurs 
rigides à différents angles aigus au sommet. Il décrit non seulement le matériau à l’étude qu’est 
l’argile naturelle prélevée dans la région de Beloeil (rive sud de Montréal), mais présente aussi la 
démarche expérimentale employée pendant les essais d’indentation. Dans ce chapitre, un nouveau 
modèle analytique développé pour l’analyse des données de charge-déplacement des cinq 
indenteurs rigides est construit et présenté. Ce modèle permet l’extraction directe des paramètres 
que sont : la dureté, la résistance au cisaillement non drainé et le module Young du matériau à 
l’étude, aux points correspondants de charge-déplacement de l’essai d’indentation. 
Le chapitre 6 présente les résultats des expériences et simulations numériques d’essais 
d’indentations réalisés à l’aide d’un poinçon cylindrique plat en acier. Le matériau à l’étude est le 
sol argileux naturel. Un nouveau modèle analytique développé pour l’analyse des données de 
charge-déplacement du poinçon cylindrique plat est construit. Les résultats de la dureté, de la 
résistance au cisaillement non drainé et du module Young du matériau à l’étude sont présentés. La 
modélisation numérique basée sur l'analyse par éléments finis est développée pour comprendre les 
effets du déplacement vertical de l’indenteur et de la limite d’élasticité sur les courbes chargement 
– déplacement, lorsque les effets du frottement sont négligés.  
Le chapitre 7 présente un résumé et une discussion générale associée aux limites de cette recherche. 
Finalement, les conclusions principales de cette recherche sont rappelées et les recommandations 
en vue des études futures présentées. 
Des détails additionnels sur la caractérisation du matériau à l’étude, expériences et analyses 
réalisées au cours de cette recherche sont présentés en annexes. 
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CHAPITRE 2 REVUE DE LA LITTÉRATURE 
2.1 Contexte historique et théories de base en indentation 
Le développement des essais d’indentation tire probablement son origine du besoin des populations 
de comprendre la notion de la dureté des matériaux et son mode de mesure (Fischer-Cripps 2004; 
Tabor 2000). La perception de la dureté des matériaux par les humains est aussi ancienne que leur 
existence. Même les yeux fermés, ces derniers arrivent facilement à distinguer le “mou” du “dur” 
à travers un simple contact physique. Mais, force est de constater, pour reprendre les paroles de 
O'Neill (1934), que la dureté, comme la tempête des mers, est facile à apprécier, mais difficile à 
mesurer. Dans ce qui suit, nous présenterons un résumé des avancées technologiques qui ont 
contribué à la conception et à la fabrication des outils et dispositifs d’indentation instrumentés 
sophistiqués actuellement disponible chez des fournisseurs spécialisés. Nous ferons aussi une brève 
présentation des principales méthodes d’analyse généralement rencontrées dans le domaine. 
En règle générale, l’essai d'indentation consiste en l’application d'une charge contrôlée à travers un 
indenteur sur la surface plane d'un échantillon d'essai. Tout au long de l’essai, le déplacement 
vertical de l'indenteur et la force appliquée sont simultanément enregistrés. Il en est de même de 
l’aire de contact résiduelle. La courbe typique de chargement-déchargement qui en résulte est 
présentée à la Figure 2.1. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 2.1: Courbe de chargement-déchargement typique d’une expérience d’indentation (Oliver 
et Phaar, 1992). 
P 
P= Ch2 
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Alors que la Figure 2.2a est une représentation schématique d’une indentation, la Figure 2.2b 
présente le profil de la surface de contact. Les quantités concernées sont la charge maximale 
appliquée sur l’indenteur, Pmax; le déplacement maximal de l'élément d'indentation hmax; la 
profondeur finale de l'empreinte de contact après retrait de l’indenteur hf ou hr; et la pente initiale 
de la courbe de déchargement S. En général, la courbe de chargement, pour la plupart des 
matériaux, exprime le passage du comportement élastique à celui de plastique de l'échantillon sous 
indentation. Contrairement à la courbe de chargement, la courbe de déchargement, à proximité de 
la partie supérieure de la courbe de chargement, se compose essentiellement du recouvrement 
élastique. 
 
 
Figure 2.2: a) Représentation schématique et b) le profil de la surface de contact d’une 
indentation. 
Les équipements d'indentation conçus pour mesurer la dureté des matériaux tirent probablement 
leur origine des machines détectant la profondeur du contact introduites par des minéralogistes en 
1750. Le premier essai semi-quantitatif créé pour mesurer la dureté a été développé par Carl 
Friedrich Christian Mohs en 1822. Mohs a établi une échelle de dureté fondée sur la capacité d'un 
b
P 
Surface initiale 
Indenteur 
État 
État chargé 
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matériau à gratter ou à être rayé par un autre matériau (Tabor 1951). Cette échelle n’est ni linéaire 
ni logarithmique. Elle se compose de dix minéraux facilement disponibles, de valeur de dureté 
croissante allant du talc de valeur de dureté égale à 1 au diamant de valeur de dureté valant 10. En 
plus de l’échelle, Mohs a développé une méthode d'essai de dureté à la rayure. L’essai consisterait 
à réaliser des dessins sur les surfaces d'intérêt à l’aide d'un stylet en diamant sous des charges finies; 
les empreintes résiduelles aux rayures, caractérisées par des largeurs et des profondeurs, ont été par 
la suite utilisées comme des mesures en vue de la détermination de la dureté des matériaux. Notons 
que la dureté de Mohs est une contribution fondamentale au développement des méthodes de 
mesure de dureté de Brinell, Knoop, Vickers et Rockwell. Toutefois, Tabor (1951) souligne que 
l’application de cette méthode est inappropriée pour les matériaux qui, comme les métaux, 
présentent des propriétés prononcées en friction.  
La théorie de Hertz (1882a) est la première que la littérature présente pour l’analyse des 
phénomènes mécaniques se produisant autour du contact entre matériaux. À l’origine, Hertz, dans 
ses travaux, analyse le contact normal entre deux solides de révolution élastiques isotropes en 
observant les franges optiques d’interférence de Newton de deux lentilles transparentes pressées 
l’une contre l’autre. Par la suite, sa théorie a été améliorée en vue de l’analyse du contact se 
produisant entre deux sphères élastiques de rayons finis. Les hypothèses posées dans cette dernière 
étude supposent que les corps en contact sont élastiques linéaires et homogènes, capables de se 
déformer infinitésimalement. Après l’apparition de l’essai d’indentation, la théorie de contact de 
Hertz a servi à la description et à l’interprétation des essais réalisés à l’aide des indenteurs 
sphériques et plats, comme suit :  
rE
PR
a
4
33               (2.1) 
où a est le rayon du cercle de contact, P est la charge de l’indenteur, et R est le rayon relatif de la 
courbure des corps testés et  Er est le module réduit. Introduit par Bulychev et al. (1975), le module 
réduit combine le module d'élasticité de l'échantillon testé à celui de l’indenteur.  
Des représentations schématiques des déformations de contact entre l’indenteur sphérique rigide et 
un échantillon sont présentées à la Figure 2.3. Dans cette figure, a est le rayon du cercle de contact, 
hmax est la profondeur maximale de pénétration, ha est la profondeur du cercle de contact à partir de 
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la surface libre de l'échantillon, et hc est la distance entre le fond du contact et le cercle de contact 
(la profondeur de contact). 
 
Figure 2.3: a) Représentation schématique du contact entre un indenteur sphérique de rayon Ri et 
un échantillon plat (Fischer-Cripps 2011). 
En général, R est le rayon relatif de la courbure de ces deux corps en contact. Il se définit comme 
suit : 
21
111
RRR
             (2.2) 
Si l'un des corps possède une surface plane, cette équation est facilement modifiable en : 
11
1
0
11
RRR
            (2.3) 
La théorie de contact hertzienne (Hertz 1882a) se limite à des matériaux homogènes isotropes qui 
satisfont la loi de Hook. Elle suppose que la déformation induite par le contact reste localisée, que 
les surfaces de contact sont supposées continues, sans friction et non conformes. La distribution de 
la pression proposée par Hertz (1882a) s’exprime comme suit : 
   2/12max /1 arPPHertzien           (2.4) 
La déflexion h d'un demi-espace élastique sous l’indenteur sphérique en tout point de rayon r à 
partir du centre de contact peut être exprimé comme suit (Hertz 1882a) : 
 22max 2
42
31
ra
a
P
E
h
r


  ar          (2.5) 
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Les pressions hertziennes sont réparties à la fois sur l’indenteur et sur la surface de l'échantillon. 
Les déflexions des points de la surface dans le voisinage de l'élément d'indentation sont données 
par l’Éq.  (2.5). 
À partir de l’Éq. (2.5), la distance entre le coin du cercle de contact qui, ici est exactement la moitié 
de la profondeur totale de pénétration sous la surface de l'échantillon, est donnée par : 
2/maxhhh cs  . 
L'approche mutuelle des points distants entre l’indenteur et l'échantillon est obtenue à partir de : 
R
P
Er
22
3
4
3






           (2.6) 
et une substitution de l’ Éq. (2.4) dans l’Éq. (2.1) permet d’obtenir la distance d'approche mutuelle :  
Ra /2            (2.7) 
La pression moyenne de contact pmoyen peut être exprimée comme : 
2/moyenp P a           (2.8) 
où la charge, P, sur l’indenteur est divisée par l’aire de contact de l'indenteur sphérique. Lorsqu’on 
combine les éqs. (2.1) et (2.8), la pression de contact moyenne peut être obtenue comme suit : 
4
3
r
moyen
E a
p
R
 
  
 
          (2.9) 
La contrainte de l'indentation s’exprime comme « une pression de contact moyenne » et le rapport 
du rayon de contact sur le rayon R de l’indenteur est appelé la « déformation d'indentation ». La 
réponse de contrainte-déformation de la relation entre Pmoyen et a/R de l’indenteur sphérique est 
semblable à celle des tests conventionnels de traction et de compression uniaxiale. Cependant, sur 
la base de la relation contrainte-déformation issue de l’indentation, des renseignements précieux 
sur les propriétés élastiques-plastiques de l'échantillon peuvent être obtenus en raison de la nature 
localisée du champ de contrainte. Quand on fait face à une indentation conique, le rapport entre le 
rayon du cercle de contact et l'élément d'indentation, représenté sur la Figure 2.4 peut être exprimé 
par : 


cot
2
aE
a
P r           (2.10) 
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Le profil de la surface déformée dans la zone de contact est alors : 


cot
2
a
a
r
h 





  ar           (2.11) 
où α est le demi-angle de l’indenteur, a cotα est la hauteur de contact hc. En substituant l’Éq. (2.10) 
dans l’Éq. (2.11) avec r = 0, on obtient : 
2
max
tan2
h
E
P r


           (2.12)  
 
Figure 2.4: Géométrie du contact avec indentation conique (Fischer-Cripps 2004). 
L’indenteur sphérique est le type d’indenteur le plus souvent utilisé pour analyser l'équation de 
Hertz lorsque le chargement est élastique. L’indenteurs à trois faces de Berkovich et celui à quatre 
faces de Vickers sont également largement utilisés. La zone de contact entre l'échantillon et 
l’indenteur est particulièrement intéressante. Pour un indenteur sphérique, le rayon du cercle de 
contact est donné par : 
2 i ca R h            (2.13) 
où Ri est le rayon de l’indenteur et hc est la profondeur finale de l'empreinte de contact après le 
déchargement. En ce qui concerne l’indenteur conique, le rayon du cercle de contact peut être 
exprimé par :  
tancha            (2.14) 
Originellement conçu pour décrire le comportement des matériaux déformables sous indentation, 
le modèle hertzien a été optimisé au fil des années de sorte qu’il s’applique de nos jours sur divers 
hmax 
hS 
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matériaux tels les métaux, les polymères et les céramiques. Nombreux sont les ouvrages qui 
présentent les détails de la théorie hertzienne (François et al. 1991; Johnson 1985). 
Boussinesq (1885) s’est appuyé sur les équations de Hertz et a introduit la méthode de la théorie 
du potentiel pour résoudre le problème lié au contact entre deux solides isotropiques linéairement 
élastiques. Ceci s’est avéré être une étape importante, parce que plusieurs autres chercheurs ont 
appliqué la théorie de l'élasticité aux problèmes d'indentation (Harding and Sneddon 1945; Love 
1939; Ǒkubo 1940; Schubert 1942; Sneddon 1946). Sneddon par exemple, s’est appuyé sur les 
travaux de Hertz pour premièrement résoudre le problème du contact de l’indenteur conique rigide 
(Sneddon 1948) et deuxièmement, résoudre le problème lié au contact de tout pénétrateur 
axisymétrique de forme arbitraire indentant un demi-plan semi-infini (Sneddon 1965). Il a fallu 
attendre près de 15 ans après Boussinesq (1885) pour assister à la naissance du premier essai de 
dureté reconnu et standardisé : le test de dureté Brinell. 
C’est en 1900 que, Johan August Brinell, un ingénieur suédois, a présenté un document de la 
société suédoise de technologues décrivant son essai "à la bille". C’est un essai qui est rapidement 
devenu connu sous le nom de " test Brinell" et qui est universellement utilisé dans l'industrie 
métallurgique. Actuellement, la norme NF EN ISO 6506-1 d’octobre 1999 est celle qui encadre 
l’essai Brinell. De nombreuses équipements d’indentation ont été conçus pour rendre ce test plus 
rapide et plus précis, mais le principe de l’essai est resté essentiellement inchangé. Il consiste à 
pousser un pénétrateur sphérique en acier trempé en carbure de tungstène ou en diamant dans le 
matériau d’intérêt. Le diamètre D de la sphère varie de 1 à 10 mm. Celle-ci est très souvent soumise 
à un chargement pouvant atteindre 3 000 kg lorsque le matériau à tester est dur. Cette charge peut 
être ramenée à 500, voir 1 500 kg quand le matériau à tester est mou. Dans le cas spécifique des 
matériaux mous, la diminution de la charge permet d’éviter un enfoncement excessif de la sphère. 
La durée d’application de la charge lors de l’indentation du fer et des aciers courants est de 10 à 15 
secondes. Ce temps peut aller jusqu’à 30 secondes pour les autres métaux. Après le retrait de 
l’indenteur, on mesure le diamètre d de l’empreinte laissée par la bille à l’aide d’un microscope. 
L’aire superficielle de la calotte sphérique laissée par la pénétration de l’indenteur est fonction du 
diamètre initial de la bille D et du diamètre de l’empreinte résiduelle d. Le nombre de dureté de 
Brinell (BHN) s’exprime par le rapport de la charge P sur la surface courbe d’indentation A (Tabor 
1951). 
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A
P
BHN                (2.15) 
  où 




  22
2
dDD
D
A

 
En 1908, Meyer a proposé une nouvelle expression pour l’estimation de la dureté. Il définit la 
dureté comme étant le rapport de la charge P sur la surface projetée de l'empreinte Aprojetée. Cette 
définition est celle communément acceptée de nos jours (Tabor 1951). 
projetéeA
P
MHN 
              (2.16)  
 avec  𝐴𝑝𝑟𝑜𝑗𝑒𝑡é𝑒 = 𝜋𝑑
2  et     
 
nkdP              (2.17) 
où, k est un coefficient empirique, n un exposant d’écrouissage et P, la charge. Pendant ses travaux, 
les valeurs de k et n changent en fonction des différentes tailles d’indenteurs sphériques de diamètre 
D, qui donne différents diamètres chordaux, d. La valeur de k diminue lorsque le diamètre de la 
bille augmente comme suit : 
2
33
2
22
2
11
  nnn DkDkDkA           (2.18) 
La combinaison des Éqs. (2.16) et (2.18) donne : 
2
4








n
D
dP
MHN
            (2.19) 
Les indenteurs coniques et pyramidaux, comparés aux indenteurs sphériques, possèdent l’avantage 
selon lequel des empreintes géométriquement similaires peuvent être obtenues à différents 
chargements, même dans la formulation normalisée (Mott 1956; Smith and Sandland 1925). 
Ludwik (1908) est le premier à utiliser un cône en diamant dans l’essai de dureté. En 1922, deux 
autres indenteurs très populaires sont introduits. Rockwell (1922) introduit l’indenteur sphérique 
connu sous le nom de l’indenteur de Rockwell, tandis que Smith et Sandland (1922, 1925) 
suggèrent l’utilisation du cône pyramidal à base carré en diamant, aujourd’hui appelé l’indenteur 
de Vickers. Ces deux derniers indenteurs sont couramment utilisés aujourd'hui. 
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Lorsqu’une indentation est réalisée à l’aide d’une bille sur le métal mou, une emprunte est formée 
en raison de l'écoulement plastique de l'échantillon. Une fois que l’indenteur est retiré, l’emprunte 
résiduelle formée a un rayon de courbure plus grand que celui de l'élément d'indentation. Tabor 
(1948) a montré expérimentalement que la relaxation le long de la profondeur d’indentation est due 
à la libération des contraintes dans le matériau élastique. En effet, il a observé qu’après le retrait 
de l’indenteur soumis à une seconde application de la charge d'origine, la taille et la forme de 
l’emprunte résiduelle ne changent pas, ce qui confirme que le processus de déchargement est 
purement élastique. Lorsque rechargé, la déformation induite par l’indenteur (chargement, 
déchargement) est élastique et doit se conformer à la théorie de Hertz. Ces observations ont jeté les 
bases des analyses de nanoindentation aujourd'hui menées dans le domaine des déformations 
élastiques. 
Sneddon (1948) s’est servi de la formulation Boussinesq pour étudier les phénomènes mécaniques 
se produisant autour du contact entre un pénétrateur conique rigide et un demi-plan semi-infini. 
Quelques années plus tard (Sneddon, 1965), étend sa solution au contact entre des pénétrateurs de 
révolution et d'un demi-plan semi-infini. Entre temps, l’indenteur de Berkovich en 1950 voit le 
jour. C’est une pyramide triangulaire à embout en diamant, conçu pour faciliter la réalisation des 
essais de micro dureté. 
Au milieu du 20e siècle, les chercheurs ont diversifié leur utilisation de l’essai de dureté dans le 
but d’analyser le comportement mécanique des matériaux viscoélastiques, poroelastiques ou 
présentant des propriétés adhésives. C’est ainsi que Lee and Radok (1960) utilisent les opérateurs 
de Boltzmann pour étendre les concepts du contact hertzien aux matériaux viscoélastiques. Le 
modèle qui en résulte est capable de prédire la réponse viscoélastique d’un matériau soumis à un 
chargement à l’aide de la fonction de compliance au fluage.  
Dumas and Baronet (1971) développent le premier modèle d’éléments finis et décrivent 
l’indentation élastoplastique d'un demi-espace par un indenteur cylindrique. Se servant d’une loi 
d'écrouissage linéaire, ils sont en mesure de déterminer la profondeur résiduelle de différentes 
indentations. Johnson et al. (1971) étendent les recherches développées sur le contact hertzien à 
des corps adhésifs. 
L’introduction de la technique de détection en indentation faite par Kalei (1968) a drastiquement 
propulsé la science de l’indentation. Les observations qui en ont découlées, celles faites par  
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Ternovskii et al. (1974) par exemple, ont permis de définir une équation de la raideur de contact S 
à partir de la courbe de charge- déplacement issue des données de l'indentation : 
dh
dP
S             (2.20) 
Bulychev et al. (1975) ont présenté la méthode d’obtention du module d’élasticité réduit des 
matériaux par l’analyse de la pente de la branche du déchargement de la courbe charge-
déplacement.  
   
néchantillo
néchantillo
indenteur
indenteur
r EEE
22
111  


         (2.21) 
De l’Éq. (2.20) issue de la courbe de chargement-déplacement, on peut obtenir le module réduit de 
l’échantillon étudié comme suit : 
projetéer AE
dh
dP
S

2
          (2.22) 
Cette solution, couramment appelée équation de la raideur de contact, tient compte de la rigidité 
qui est une fonction du module réduit et de l’aire projetée. Toutefois, en raison de l'impossibilité 
de déterminer l’aire projetée avec précision, Bulychev et al. (1975) ne pouvaient pas relier la 
rigidité mesurée au module d'Young réduit. Oliver and Pharr (1992a) ont montré que l’Équation 
(2.22) peut être appliquée non seulement à un pénétrateur conique, mais aussi à tout indenteur 
pouvant être décrit comme le corps de révolution d'une fonction lisse. 
Il a été admis au début des années 1980 que les propriétés mécaniques des films très minces et des 
couches de surface peuvent également être extraites par le biais de l’essai d'indentation 
instrumentée. Puisqu’il est difficile de mesurer les aires de contact de très petite taille, une fonction 
de la surface d’indentation encore appelée « fonction de forme » a été suggérée par Pethica et al. 
(1983). La méthode de ces derniers consiste à déterminer directement la zone de contact projetée 
à partir de la fonction de forme lorsque le déplacement maximal de l'indenteur et le déplacement 
résiduel de l’empreinte d’indentation suite au déchargement sont connus. L'estimation de l’aire de 
contact à partir de la valeur de la profondeur finale d’indentation permet d’obtenir des résultats 
plus précis que lorsqu’on utilise la valeur du déplacement à la charge maximale. 
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En 1986, Doerner et Nix fournissent la première analyse complète des données de nanoindentation. 
Pour ce faire, ils utilisent l'équation de rigidité introduite par Bulychev et al. (1975) et Pethica et 
al. (1983) pour déterminer la dureté et le module d’élasticité du matériau, à partir de la courbe de 
chargement-déchargement d’indentation. Ils expliquent que, si le changement de l’aire de contact 
est faible, pendant le déchargement initial, l’indenteur peut être traité comme un poinçon plat et la 
portion initiale de la courbe de déchargement est aussi linéaire. Ce développement peut être 
exprimé par l’équation (2.23) en raison du fait que la pente de la courbe de décharge est associée 
au module d'élasticité et à l’aire de contact : 
 chhSP            (2.23) 
où, hc est la véritable profondeur de contact de l’indentation. Pour déterminer la surface de contact 
Ac, Doerner and Nix (1986) extrapolent le tiers supérieur de la courbe de déchargement ainsi que 
la profondeur extrapolée avec la fonction de forme de l’indenteur. Après l'obtention de l’aire de 
contact, le module d'élasticité peut être déterminé par l'équation (2.22). La méthode de Doerner et 
Nix s’accorde avec la partie initiale de la courbe de déchargement pour la plupart des métaux. 
Oliver and Pharr (1992a) après avoir réalisé de nombreuses expériences d'indentation démontrent 
d'abord que l'équation de la raideur de contact proposée par Bulychev et al. (1975) est valable pour 
tout pénétrateur de révolution. Puis, ils font observer que la partie initiale des données de 
déchargement devrait être reliée à une loi de puissance plutôt qu’à la corrélation linéaire utilisée 
par Doerner and Nix (1986). Enfin, ils définissent de nouvelles fonctions en vue d’une meilleure 
prédiction de l’aire projetée. Les expressions qui en résultent sont les suivantes : 
m
fhhCP )(            (2.24) 
  1max
max








 m
hh
hhCm
dh
dP
S         (2.25) 
où m est l'indice de la loi de puissance, et C, une constante. La rigidité de contact, S, (voir la Figure 
2.1), est ensuite calculée en différenciant l'équation (2.22) à la profondeur maximale de pénétration, 
h=hmax. Des résultats d’études de modélisation par éléments finis (EF) (Oliver and Pharr 1992a; 
Oliver and Pharr 2004) montrent que, pour la plupart des matériaux, la valeur de m varie de 1,1 à 
1,8. On peut trouver la pente de la courbe de décharge et la profondeur du cercle de contact, hc, à 
partir des données du déplacement de l’indenteur à l'aide de l'équation suivante : 
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sc hhh  max           (2.26) 
où ℎ𝑐 = 𝜆
𝑃𝑚𝑎𝑥
𝑆
 et 𝜆 est la constante géométrique. Cette constante vaut 0.727 pour les indenteurs  
coniques et 0.75 pour ceux de Berkovich et Vickers (Oliver and Pharr 1992a). Une fois que la 
profondeur du cercle de contact est déterminée, il est possible d'obtenir la surface projetée de 
l'indenteur. Les aires projetées de différents types d’indenteurs sont données par Fischer-Cripps 
(2004). Le module d'Young réduit s’exprime comme dans l’équation (2.21). 
Pour les indenteurs "rigides", le premier terme de l'équation (2.21) peut être négligé. Par 
conséquent, l’Éq. (2.21) peut être réécrite comme suit : 
 
néchantillo
néchantillo
r EE
2
11 
          (2.27) 
La pente initiale de la courbe de déchargement peut être utilisée pour la détermination de l’aire 
projetée, Aprojetée, présentée à l’Éq. (2.22). Cette équation présente la relation qui relie la pente 
initiale de la courbe de déchargement, dP/dh, l’aire projetée, Aprojetée et le module d’élasticité réduit, 
Er pour les indenteurs axisymétriques, tels que les indenteurs coniques. Les résultats des 
expériences par éléments finis de Oliver and Pharr (1992a) montrent qu’un facteur de correction, 
𝛽, correspondant à la variation axiale en contrainte peut être introduit pour les indenteurs non 
axisymétriques et pour ceux ayant une forme polygonale. 𝛽 vaut 1.034 pour l’indenteur de 
Berkovich et 1.024 pour celui de Vickers. Avant de poursuivre, précisons que la section 1.5.1 
présente de brèves informations sur l’évolution de la recherche effectuée sur le facteur 𝛽. La raideur 
de contact munie du facteur de correction s’exprime comme suit : 
projetéer AE
dh
dP
S

21
         (2.28) 
Lorsqu’on réarrange cette expression, on obtient le module réduit qui suit : 


dh
dP
A
E
projetée
r
2/1
4 







          (2.29) 
La dureté peut être déterminée par : 
projetéeAPH /max          (2.30) 
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Toutes ces améliorations sont devenues populaires dans le domaine de la nanoindentation et le 
modèle d’Oliver et Pharr est actuellement considéré comme le modèle normalisé pour l'extraction 
des propriétés mécaniques des expériences d’indentation instrumentées.  En effet, la méthode est 
encore largement mise en œuvre dans divers équipements de nanoindentation actuellement 
commercialisés. 
2.2 Types d’indenteurs et aires projetées correspondantes 
Les indenteurs généralement utilisés pour la détermination de la dureté et le module d’élasticité 
des matériaux sont de diverses tailles et formes. De nos jours, les indenteurs fabriqués à l’aide de 
différents matériaux et ayant une variété de formes géométriques sont utilisés au cours de la 
réalisation des essais d’indentation instrumentés. Le choix du type de pointe d’indenteur à utiliser 
lors de l’essai est très souvent fonction de l’application ciblée. Le diamant, à cause de son 
excellente rigidité est le matériau de prédilection actuellement utilisé pour fabriquer les pointes des 
indenteurs. Toutefois, ces pointes peuvent être faites d’autres matériaux comme : le saphir, le 
carbure de tungstène, de silicone ou autre. Dans cette section, nous présenterons les caractéristiques 
des indenteurs de Vickers, des indenteurs de Berkovich, de Knoop et ceux sphériques et coniques. 
Pour ce qui est de l’indenteur de Vickers, le demi-angle à partir de la ligne centrale fait 68° avec la 
face de la pyramide. La Figure 2.5 présente la géométrie de l’indenteur de Vickers. 
 
Figure 2.5: Géométrie de l’indenteur de Vickers (Fischer-Cripps 2004). 
L’aire projetée peut se calculer comme suit : 
ad 2/45sin            (2.31) 
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L’expression ci-dessus peut être réarrangée et l’on obtient : 
2/da             (2.32) 
L’aire projetée vaut donc : 
2aAprojetée             (2.33) 
La substitution de l’Éq. (2.31) dans l’Éq. (2.33) donne : 
2/2dAprojetée            (2.34) 
La valeur de a peut aussi être exprimée comme : 
ha 2/68tan            (2.35) 
En réarrangeant l’Éq. (2.35), on obtient : 
 68tan2ha           (2.36) 
Si l’on fait une substitution de l’Éq. (2.33) dans l’Éq. (2.36), l’aire projetée de l’indenteur de 
Vickers s’exprime comme suit : 
2 2 2 24 tan 68 24.504projetéeA a h h           (2.37) 
Pour ce qui est des indenteurs axisymétriques ou coniques (voir la Fig.2.6).  
 
 
Figure 2.6: Géométrie de l’indenteur conique (Fischer-Cripps 2011). 
L’aire projetée de l’indenteur conique peut simplement être obtenue par l’expression : 
 22 tanhAprojetée           (2.38) 
h 
r 
𝛼 
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Quand on est en présence d’un indenteur sphérique (voir la Figure 2.7), le rayon du cercle de 
contact, a, est donné par : 
22 hRha             (2.39) 
Lorsque R est très grand par rapport à h (voir la Figure 2.7), a vaut : 
Rha 2            (2.40) 
 L’aire projetée de indenteur sphérique s’exprime par :  
2aAprojetée            (2.41) 
 
Figure 2.7: Géométrie de l’indenteur sphérique-conique (Fischer-Cripps 2011). 
Les expressions pour calculer les aires projetées des indenteurs couramment rencontrés dans le 
commerce sont résumées dans le tableau 2.1. Ce tableau présente aussi, pour chacun des indenteurs, 
les valeurs du facteur d’intercept, 𝜖, et celles du facteur de correction de la géométrie, 𝛽. 
 
 
 
 
 
hs = R(1-sin α) 
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Tableau 2.1: Aires projetées, facteurs d’intercept et facteur de correction de géométrie de 
différents indenteurs (Fischer-Cripps 2011). 
Types 
d’indenteurs 
Aires projetées Demi-angle 
𝜃 (°) 
Angle 
effectif du 
cône 𝛼 (°) 
Facteur 
d’intercept 
∈ 
Facteur de 
correction 
de la 
géométrie 𝛽 
Sphère 𝐴 ≈  𝜋2𝑅ℎ𝑐 N/D N/D 0.75 1 
Berkovich 𝐴 = 3√3ℎ𝑐
2𝑡𝑎𝑛2𝜃 65.27 70.3 0.75 1.034 
Vickers 𝐴 = 4ℎ𝑐
2𝑡𝑎𝑛2𝜃 68 70.3 0.75 1.012 
Knoop 𝐴 = 2ℎ𝑐
2𝑡𝑎𝑛𝜃1𝑡𝑎𝑛𝜃2 𝜃1 = 86.25 
𝜃2 = 65 
77.64 0.75 1.012 
Coté cubique 𝐴 = 3√3ℎ𝑐
2𝑡𝑎𝑛2𝜃 35.26 42.28 0.75 1.034 
Cône 𝐴 =  𝜋ℎ𝑐
2𝑡𝑎𝑛2𝛼 𝛼 𝛼 0.727 1 
 
Dans le tableau ci-dessus, nous pouvons constater que les aires projetées des indenteurs 
pyramidaux, de Vickers et de Berkovich sont approximativement égales à 𝐴 = 24.5 ℎ2. De plus, 
l’aire projetée de l’indenteur conique muni d’un angle au sommet de 70° équivaut à celui de 
l’indenteur pyramidal. C’est pourquoi, pour des raisons de convenance, les indenteurs coniques 
sont largement utilisés. 
Bien que toutes les solutions analytiques préalablement définies sont constamment développées et 
sont faciles à appliquer aux données de mesures afin d'en extraire les propriétés mécaniques 
significatives, elles sont limitées à l'indentation d'un échantillon considéré comme un demi-espace 
infini subissant de petites déformations (élasticité linéaire), causées par un pénétrateur muni d’une 
géométrie idéale. Les hypothèses discutées sont celles qui limitent aussi le champ d'application de 
ces solutions et font de l'avènement de la modélisation par éléments finis (EF) une alternative fiable 
pour l'analyse des données (Giannakopoulos and Larsson 1997). 
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2.2.1 Indenteurs utilisés dans ce projet 
Six indenteurs (ou cônes) rigides ont été utilisés lors de cette recherche. Il s’agit de : deux cônes 
en aluminium de 80° et de 136° d’angle inclus au sommet ; un cône en laiton de 97° d’angle inclus 
au sommet et trois indenteurs en acier. Les indenteurs en acier ont les caractéristiques qui suivent : 
le premier est un cône de 60° d’angle inclus au sommet, le deuxième, un cône à base cubique (ou 
une pyramide à base carrée) de 139° d’angle inclus au sommet, et le troisième, un cylindre à embout 
plat (ou cône plat) de 180° d’angle au sommet. Les articles associés à la présente recherche donnent 
des informations précises sur la géométrie et les propriétés mécaniques de chacun de ces 
indenteurs. 
2.3 Géométrie de similarité 
Il arrive parfois que la dureté d’indentation soit mesurée par l’usage du concept de la géométrie de 
similarité. La littérature montre qu’en indentation, il existe deux types de géométrie de similarité. 
 
Figure 2.8: Géométrie de similarité des (a) indenteurs coniques ou pyramidaux en diamant ; (b) 
indenteurs sphériques (Fischer-Cripps 2000). 
La géométrie de similarité d’un indenteur conique ou pyramidal est présentée à la Figure 2.8. Ici, 
le rapport du rayon du cercle de contact sur la profondeur d’indentation 𝑎 𝛿⁄  reste pratiquement 
constant pendant le chargement. Cette information est importante pour les calculs en indentation 
car elle signifie que la déformation dans le matériau est non seulement constante, mais aussi, 
indépendante de la charge appliquée. Contrairement aux indenteurs pyramidaux et coniques, la 
valeur du rayon de contact des indenteurs sphériques augmente plus vite que celle de la profondeur 
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d’indentation lorsque la charge croît. Donc, le rapport 𝑎 𝛿⁄  croît avec le chargement. Quoi qu’il en 
soit, une géométrie de similarité d’indentation peut être obtenue à l’aide des indenteurs sphériques 
lorsque le rapport 𝑎/𝑅 reste constant. 
2.4 Dispositifs d’indentation 
Le schéma d’un dispositif d’indentation instrumenté est présenté à la Figure 2.9. Cette figure 
montre qu’en général, les principales composantes de cette machine sont : (1) un cadre rigide pour 
soutenir les charges mécaniques du système ; (2) une cellule de charge pour appliquer des forces 
contrôlées ; (3) un capteur de déplacement pour la mesure des déplacements pendant l’indentation 
et (4) une pointe ou indenteur pour sonder la surface de l’échantillon testé. De nos jours, les 
expériences d’indentation instrumentées sont réalisées sur des dispositifs spécialement conçus pour 
effectuer des mesures à des échelles submicroniques. Précisons qu’en raison des similitudes de 
leurs composantes de bases, des machines d’essai mécanique sont aussi couramment utilisées pour 
servir à la réalisation des tests d’indentation. Comme exemple, citons les presses mécaniques et les 
machines d’essais de traction que l’on adapte couramment pour la facilitation des essais 
d’indentation instrumentés. 
Le commerce regorge de nombreux dispositifs d’indentation instrumentés, développés par MTS 
System Corp. (Oak Rigid, TN), Hysitron Inc. (Minneapolis, MN), Micro Materials Ltd. (Royaume 
–Unis), CSIRO (Australie) et CSM Instruments (Suisse). Tous ces dispositifs expérimentaux 
diffèrent principalement dans la façon dont ils appliquent les forces et mesurent les déplacements. 
L’autre facteur qui les différencie est la variété dans leurs résolutions des mesures. Fischer-Cripps 
(2004) présente une description détaillée de chacun des dispositifs cités ci-dessus. 
 
 
 
 
 
23 
 
 
Figure 2.9: Photo d’une machine d’indentation. 
2.5 Analyse des données d’indentation 
L’analyse des courbes des données d’indentation instrumentée repose sur la bonne détermination 
de l’aire de contact Ac. Les méthodes de détermination de l’aire projetée, Aprojetées, de différents 
indenteurs sont présentées dans la section 1.2. Le but principal de l’analyse des données 
d’indentation est d’arriver à séparer les contributions élastiques et plastiques de la réponse du 
système afin de rendre possible le traitement de la partie élastique à l’aide des équations analytiques 
fournies par Hertz (1882b) et Sneddon (1965). La validité des résultats lors du calcul de la dureté 
et du module élastique dépend de la procédure utilisée. Le module d’élasticité et la dureté sont les 
propriétés mécaniques des matériaux que l’on estime généralement à partir des données de l’essai 
d’indentation. L’analyse des courbes forces-déplacement issues des essais d’indentation est le plus 
souvent réalisée suivant la procédure de Doener et Nix (1986), méthode qui a plus tard été modifiée 
par Oliver et Phaar (1992). Dans cette section, on présentera quelques contributions ayant conduit 
au développement de ces méthodes d’analyses.  
Tabor (1948) 
Tabor (1948) est l’un de premier à avoir réalisé des expériences d’indentation sur les métaux à 
l’aide des machines instrumentées. Analysant l’empreinte résiduelle d’indentation à l’aide d’un 
Cellule de charge 
Indenteur 
Système 
d’acquisition 
de données   
Vitesse = 0,5 
mm/min 
Capteur des  
Déplacements 
(mm) 
Bâti de la presse 
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profilomètre, il a fait une observation majeure : son rayon est plus grand que celui de la pointe de 
l’indenteur. Partant de là, il a conclu que le diamètre de l'empreinte de contact ne se recouvre pas 
pendant la phase de déchargement, par opposition à la profondeur d'indentation qui diminue de 
manière significative. Il a observé en outre qu’une seconde application et le retrait de l’indenteur 
sous la charge d'origine ne changent ni la taille, ni la forme de l’empreinte, ce qui confirme que le 
processus de déchargement peut non seulement être purement élastique, mais, peut aussi être décrit 
par la théorie de Hertz. Ainsi, Tabor (1948) pouvait donc extraire les propriétés élastiques des 
matériaux présentant un comportement élastoplastique sous déformation. Il a introduit la relation 
facilitant l’obtention de la déformation représentative qui suit : 
R
ac2.0            (2.42) 
où 𝑎𝑐 est le rayon de contact et R le rayon de l’indenteur (Hutchings 2009). 
Bulychev et al. (1975) 
Ce chercheur s’est appuyé sur les observations décrites précédemment, celle de Tabor (1948). 
Considérant les dérivations de la loi de contact proposées par Sneddon (1948, 1965), il introduit 
une procédure expérimentale permettant de calculer le module d’Young réduit par la relation 
présentée à l’Éq. (2.22), reprise ci-dessous pour des raisons de clarté. 
projetéer AE
dh
dP
S

2
            
Ainsi, la raideur de contact S est fonction du module réduit, Er et de l’aire projetée, Aprojetée. 𝑆 =
𝑑𝑃
𝑑ℎ
 
correspond à la raideur mesurée expérimentalement à partir des données de la courbe de 
déchargement, 𝐸𝑟 est le module d’élasticité de Tabor (1948) et 𝐴𝑝𝑟𝑜𝑗𝑒𝑡é𝑒 est l’aire projetée (voir la 
Figure 2.10). Cette Équation (2.22) de Bulychev et al. (1975) est aussi bien valide pour les 
indenteurs coniques, sphériques, ou cylindriques. Bien que ces derniers aient réussi à réaliser des 
mesures expérimentales de la raideur du matériau testé, ils n’ont pas été capables de donner une 
approximation de la raideur de contact expérimentale au module réduit à cause des limitations 
techniques qui les empêchaient de faire une estimation précise de l’aire projetée. Tout compte fait, 
ils se sont servis de l’aire de contact à la profondeur maximale comme s’il s’agissait de l’aire de 
l’empreinte d’indentation mesurée optiquement (Oliver and Pharr 1992a). 
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Figure 2.10: Représentation de l’aire de contact et de ses différentes hauteurs de contacts 
associées au cours de l’indentation. 
Doener et Nix (1986) 
Au cours de l’essai d’indentation, le déplacement instantané de l’indenteur (la pénétration h) est la 
somme du déplacement élastique et du déplacement plastique de l’échantillon. Si pendant le calcul 
de l’aire, on se sert de la profondeur d’indentation finale ℎ𝑓 (aussi appelée profondeur d’indentation 
résiduelle ℎ𝑟) comme de la profondeur de contact ℎ𝑐, alors on sous-estime automatiquement la 
dureté. Pour obtenir le déplacement plastique, la contribution élastique due au déplacement doit 
être estimée, puis soustraite du déplacement total observé à la même charge. Doerner and Nix 
(1986), dans leur recherche, confirment les résultats de Bulychev et al. (1975). Pour ce faire, ils 
font l’hypothèse que la courbe de déchargement est linéaire. Ceci sous-entend que l’aire de contact 
(Ac) reste constante pendant toute la décharge de l’indenteur. Puisque la courbe de déchargement 
est supposée linéaire, on trace une droite tangente à la portion linéaire de la courbe de déchargement 
à partir de la charge maximale appliquée. L’intersection de cette droite doit être ajustée sur le 1er 
tiers de la courbe de décharge. À partir de cette pente (voir la Figure 2.11), il devient possible 
d’estimer le module de retour élastique correspondant à l’essai effectué. En effet, si l’aire de contact 
reste effectivement constante au début du déchargement, le déplacement élastique peut être estimé 
à partir des solutions analytiques de Sneddon, pour un indenteur de type poinçon plat (Sneddon 
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1965; Yu and Blanchard 1996). D’où l’expression reliant la raideur de contact au module réduit 
(équation (2.22)) obtenue à partir de la pente, S de la courbe de déchargement. 
 
Figure 2.11: Courbe charge- déplacement typique issue d’indentation. Démarche de Doener et 
Nix (1986). 
Ainsi, Doerner and Nix (1986) font valoir que le contact induit par une indentation se comporte 
comme un poinçon cylindrique plat dans la phase initiale du déchargement. Connaissant 
précisément la géométrie de leurs indenteurs, ils proposent une expression pour l’estimation de 
l’aire projetée de contact, Aprojetée et démontrent qu’elle est une fonction de la hauteur de contact 
hc, qui, elle-même se définit comme la distance le long de laquelle le contact se fait (voir la Figure 
2.10) (Oliver and Pharr 1992a).  Ce faisant, ils démontrent que l’extrapolation du terme de hauteur 
permet une meilleure estimation de l’aire de contact que la hauteur finale hf ou la hauteur à la 
charge maximale hmax. 
)( cprojetée hFA             (2.43) 
L’expression ci-dessus permet de s’affranchir de l’observation directe de l’empreinte résiduelle. 
Cette observation a permis de compléter l’équation de la raideur de contact. 
Seulement, l’approximation utilisée par Doerner and Nix (1986) concernant le calcul de l’aire de 
contact n’est pas suffisante, car, pour de nombreux matériaux, particulièrement ceux 
P 
Pmax 
hmax 
hf 
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élastoplastiques écrouissables, viscoplastiques, la courbe de décharge n’est pas totalement linéaire. 
C’est pourquoi d’autres travaux ont été menés avec pour objectif une meilleure modélisation de la 
courbe de déchargement afin de proposer une expression décrivant l’aire de contact avec plus de 
précision.  
Oliver et Pharr (1992) 
Après avoir observé les données expérimentales d’indentation menées sur un grand nombre de 
matériaux, Oliver and Pharr (1992b) montrent que les courbes d’indentation sont rarement 
linéaires, même au stade initial du déchargement. Dans un premier temps, ils confirment que 
l’équation de la raideur de contact proposée par Bulychev et al. (1975) est valide pour tous les 
indenteurs axisymétriques. Par la suite, ils observent que la partie initiale de la courbe de 
déchargement, considérée comme se comportant linéairement (hypothèse faite sur le poinçon plat 
par la méthode de (Doerner and Nix 1986)),  devrait plutôt être ajustée par la loi de puissance 
présentée à l’éq.(2.24). 
S’ils proposent ce type de loi, c’est pour accéder à la raideur de contact S du déchargement, c’est-
à-dire la pente, S de la courbe de déchargement à la charge maximale (voir la Figure 2.12).  
Notons que la loi de puissance compte pour les changements en aires de contact supposés se 
produire pendant le processus de déchargement.  
 
Figure 2.12: Courbe de chargement-déchargement typique issue d’indentation. Démarche Oliver 
et Pharr (1992). 
P 
Pmax 
hf hmax 
S=dP/dh 
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Connaissant la raideur de contact S, l’étape suivante consiste à déterminer le rayon de contact. Pour 
ce faire, (Oliver and Pharr 1992b) introduisent deux  notions de  profondeur : la profondeur de 
contact hp
 aussi notée hc et la profondeur hs . hp est la profondeur sur laquelle l’indenteur est en 
contact avec la surface du matériau et ℎ𝑠 traduit la déflexion élastique du matériau. Ils définissent 
ces deux grandeurs par la relation :  
cs hhh  max           (2.44) 
Dans cette relation, seule ℎ𝑚𝑎𝑥 est mesurable expérimentalement. Pour résoudre ce problème, les 
auteurs font l’hypothèse suivante : la déflexion hs, de la surface à l’extérieur de l’aire de contact 
est supposée de nature purement élastique. Ceci revient à supposer que la déformation plastique 
soit confinée sous le contact. Ce faisant, Oliver and Pharr (1992b) affirment implicitement que le 
matériau à l’étude est homogène, élastoplastique linéaire. En outre, ils font l’hypothèse que le 
comportement plastique du matériau indenté est de type « sink-in» et établissent une nouvelle 
relation de la hauteur de contact hc, pour tout type d’indenteur à  partir de la solution de Sneddon 
(1965). 
ℎ𝑐 = ℎ𝑓 − 𝜆
𝑃𝑚𝑎𝑥
𝑆
          (2.45) 
où 𝜆 est la constante géométrique spécifique à la forme de la pointe de l’indenteur. Connaissant la 
forme effective de la pointe de l’indenteur combiné aux analyses de (Sneddon 1965), on peut 
obtenir une valeur précise du facteur de géométrie 𝜆 par la relation : 
𝜆 = 𝑚 [1 −
2Γ(
𝑚
2(𝑚−1)
)
√𝜋Γ(
1
2(𝑚−1)
)
(𝑚 − 1)]        (2.46) 
où m est la relation de l’exposant de la loi de puissance utilisée pour s’harmoniser à la courbe de 
déchargement et Γ (
𝑚
2(𝑚−1)
) est la fonction gamma. Dans la plupart des cas, 1.2< 𝑚 <1.6 et la 
valeur de 𝜆 varie de 1 à 0.72. 𝜆 vaut (𝜋 − 2) ≈ 0,72 pour la pointe conique, 0,75 pour celle 
sphérique, et 1 pour le cône plat. Précisons que l’application de ces méthodes suppose que le 
contact est purement élastique, que les formes géométriques des pointes des indenteurs sont idéales 
et qu’aucune force de surface ne prend place à l’interface de contact pendant la phase du 
déchargement de l’indenteur. 
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Si la profondeur de contact hc est bien calculée, connaissant la géométrie de la pointe, il est facile 
d’évaluer l’aire de la surface de contact et, par la suite, déterminer les propriétés mécaniques du 
matériau (le module élastique et la dureté). 
Si on fait l’hypothèse que le déchargement infinitésimal d’un indenteur axisymétrique quelconque 
est décrit par la même équation que le déchargement d’un poinçon plat de même aire de contact, 
le module élastique réduit Er peut être donné par l’équation (2.28). Oliver and Pharr (1992a) 
montrent que l’équation (2.28) réarrangée ci-dessous peut être appliquée pour n’importe quel type 
d’indenteur (sphérique, Vicker, Knoop….). 
projetée
r
A
SE
1
2

           (2.47) 
Aprojetée est l’aire projetée, Er est le module réduit et, 𝛽 est un facteur de correction qui compense la 
non-axisymétrie de l’indenteur. La valeur de 𝛽 dévie légèrement de l’unité.  
Le facteur de correction 𝛽 a fait l’objet de plusieurs études. La section qui suit fait un bref état de 
l’évolution de la recherche en rapport avec ce paramètre. 
Le facteur de correction 𝜷 
C’est un paramètre qui, à l’origine, a été développé Sneddon (1965) lors de ses travaux sur le 
contact isotropie de demi-espaces élastiques indentés par des indenteurs rigides de différentes 
géométries. Très vite, la formule présentée dans ces travaux a été considérée comme applicable à 
tout indenteur pouvant être décrit comme un solide de révolution et une fonction lisse (Pharr et al. 
1992). Cheng and Cheng (1997) ont laissé entendre que ce facteur tenait pour les solides 
élastoplastique en général, c’est-à-dire des solides avec ou sans écrouissage. Dans la méthode 
originellement proposée par Oliver and Pharr (1992a), le paramètre sans dimension 
𝛽 est pris égal à l'unité. Cependant, des expériences et des simulations numériques ont montré que 
la valeur de 𝛽 doit s’écarter de l'unité (Bolshakov and Pharr 1998; Cheng and Cheng 1998c, d; 
Fischer-Cripps 2006; Hay et al. 1999; King 1987; Larsson et al. 1996; Martin and Troyon 2002; 
Oliver and Pharr 2004). Ce facteur de correction est très important lorsqu’une mesure précise des 
propriétés mécaniques est souhaitée. Les raisons pour lesquelles le facteur 𝛽 est généralement pris 
différent de l'unité sont les suivantes (Hay et al. 1999; Marx and Balke 1997) : (1) le déplacement 
radial élastique orienté vers l’intérieur est dans l'analyse de Sneddon (1965), ce qui démontre que 
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𝛽 doit être légèrement plus grand que l’unité; (2) l’équation (2.28) est seulement précise en petites 
déformations, condition seulement  satisfaite lorsque le demi-angle de l’indenteur vaut environ 
90° ; et (3) l’indenteur n’est pas un cône parfait d’où l’utilité d’une correction tenant compte de sa 
géométrie. La valeur la plus utilisée de 𝛽 est 1.034. Cette valeur vient des résultats obtenus à partir 
de simulations par éléments finis réalisées sur des matériaux élastiques à l’aide de poinçons à 
embout plats de sections rectangulaires et circulaires par King (1987). Cependant, différentes 
approches (Bolshakov and Pharr 1998; Borodich and Keer 2004; Cheng and Cheng 1998d, 1999b; 
Dao et al. 2001; Gong et al. 2004; Hay et al. 1999; Larsson et al. 1996; Martin and Troyon 2002; 
Troyon and Huang 2005) ont été utilisées et les résultats obtenus donnent des valeurs de 𝛽 
comprises entre 1.032 et 1.14. 
Larsson et al. (1996) ont effectué des études 3D par éléments finis en se servant de l’indenteur de 
Berkovich sur un matériau purement élastique. Ils ont démontré que 𝛽 dépend du coefficient de 
Poisson, ν et peut s’exprimer par : 
 32 .4.001.0.21.012304.1          (2.48) 
Ce qui donne 𝛽 = 1.14 lorsque 𝜈, le coefficient de Poisson vaut 0.3. Cheng and Cheng (1999 ; 
2005) ont trouvé une valeur de 𝛽 = 1.05 pour les matériaux non écrouissables et 1.085 pour les 
écrouissables. Dans leurs travaux, ces derniers montrent que 𝛽 est indépendant du rapport 𝐸 𝜎𝑦⁄  et 
de 𝜈. Ils fondent ces résultats sur les analyses dimensionnelles et les études systématiques par 
éléments finis réalisées sur une variété de matériaux. Bolshakov and Pharr (1998) ont effectué des 
simulations similaires par éléments finis à et ont obtenu un 𝛽=1.07 pour la majorité des matériaux 
testés. Pour corriger le déplacement radial à l’intérieur du cercle de contact lorsque le contact 
élastique est réalisé à l’aide d’un indenteur conique, Hay et al. (1999) ont proposé l’équation qui 
suit : 
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où 𝜃 est le demi angle inclus de l’indenteur. 
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Plus récemment, Borodich and Keer (2004) ont dérivé l’équation analytique de 𝛽. Ce faisant, ils 
ont supposé un contact avec frottement entre le poinçon rigide axisymétrique et le demi-espace 
élastique rigide qu’est l’échantillon. Ce qui donne : 
   



21
43ln1


           (2.50) 
L’expression ci-dessus donne 𝛽=1.0286 pour 𝜈 = 0.3. Fischer-Cripps (2006) montre que la valeur 
de 𝛽 =1.034 représente raisonnablement le changement de la symétrie axiale à la section 
transversale pyramidale et un facteur supplémentaire d’environ égal à 1.06 est nécessaire pour tenir 
compte des déplacements radiaux et autres effets. Les deux corrections donnent finalement une 
valeur de 𝛽 =1.09. Cependant, au cours de ses analyses, Oliver and Pharr (1992a)  suggèrent une 
valeur de 𝛽 =1.05 qu’ils qualifient de raisonnable. Jusqu’à présent, aucun consensus n'a été atteint 
quant à la raison pour laquelle l’on devrait considérer ce facteur et quelle valeur il faudrait prendre 
à l’occasion. Dans nos travaux, nous prendrons la valeur de 𝛽 =1. 
2.6 Limites de la méthode Oliver et Phaar 
L’analyse des données d’indentation instrumentée à l’aide de la méthode Oliver-Pharr est 
largement utilisée lors de la caractérisation mécanique des matériaux. Pourtant, lorsque les 
chercheurs l’appliquent pour caractériser les matériaux présentant des pile-up (bourrelets autour de 
l’empreinte résiduelle d’indentation) et ceux ayant des propriétés dynamiques telles que le fluage 
et la fatigue, ils font face à certaines difficultés. Ces difficultés sont généralement dues au fait que 
l'équation fondamentale utilisée par la méthode Oliver-Pharr pour calculer la surface de contact 
comporte des limites intrinsèques. Une brève revue de la littérature portant sur les travaux 
d’indentation effectués sur des matériaux qui présentent des pile-up, est présentée dans la prochaine 
section. À la suite de quoi, on fera un résumé des limites de la méthode Oliver-Pharr. 
2.6.1 Pile-up 
Il est bien connu que les matériaux, en dehors de la surface de contact d'indentation se déforment 
(Tabor 2000). Un métal bien recuit avec un taux de d’écrouissage élevé tend à présenter une 
déformation plastique en des endroits éloignés de la zone de contact et résulte donc en un 
comportement de sink-in (dépression autour de l’empreinte résiduelle d’indentation). Un métal 
fortement écroui avec un taux d’écrouissage faible se déforme plus localement et forme des pile-
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up autour de l’empreinte résiduelle de contact. Une représentation schématique des deux 
comportements, pile-up et sink-in est illustrée à la Figure 2.13. Les comportements pile-up et sink-
in sont d'un grand intérêt car ils influent sur la détermination de l’aire de contact de l'indentation et 
ont un impact sur les propriétés mécaniques qui en découlent. Le reste de cette section est organisée 
comme suit :  le paragraphe qui suit est une brève discussion sur les matériaux présentant des pile-
up. Nous en profiterons pour expliquer comment le comportement pile-up d’un matériau se corrèle 
avec les autres propriétés du matériau.  
 
Figure 2.13: Représentation schématique du pile-up et du sink-in. 
2.6.2 Pile-up dans les matériaux 
Les résultats d’études par éléments finis (Bolshakov and Pharr 1998; Cheng and Cheng 1998b; 
Marx and Balke 1997; Xu and Rowcliffe 2002) et ceux d’études expérimentales (Alcala et al. 2000) 
présentent les types de matériaux qui présentent le pile-up et comment ce comportement se corrèle 
avec les propriétés des matériaux. Marx and Balke (1997) montrent que le pile-up devrait dominer 
pour les matériaux dont le rapport à la fois de la dureté sur le module d’Young (H/E) et de 
l’exposant d’écrouissage sur le module d’Young (n/E) sont faibles. Bolshakov and Pharr (1998) 
relient la quantité de pile-up et de sink-in au rapport de la profondeur finale sur la profondeur 
maximale (hf / hmax), rapport qui dépend du rapport du module d’élasticité effectif sur la limite 
d’élasticité (Eeff /σy) et de l’exposant d’écrouissage, n. En général, le pile-up est grand pour de 
grands rapports de (Eeff /σy) et, de petites valeurs de l’exposant d'écrouissage, n. Une investigation 
plus approfondie a été menée par Cheng and Cheng (1998b), qui se sont servis de l'analyse 
dimensionnelle et des calculs par éléments finis. Il résulte de ces études que le pile-up et le sink-in 
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dépendent de deux paramètres importants : le rapport du module d'élasticité sur la limite d'élasticité 
(E/σy) et l’exposant d’écrouissage n. Pour ces derniers, lorsque le rapport (σy/E) est grand, le sink-
in se produit toujours pour toutes les valeurs de n> 0. Quand le rapport (σy/E) est faible, le pile –
up ou le sink-in peut se produire, dépendamment de la valeur de l’exposant d’écrouissage ; on 
observe le pile-up pour les petites valeurs de n et le sink-in pour des n grands. Alcala et al. (2000) 
ont mesuré expérimentalement le pile-up et le sink-in dans les métaux et les céramiques en utilisant 
à la fois des indenteurs de Vickers et ceux sphériques ainsi que leur corrélation avec l’exposant 
d’écrouissage n. Ils ont constaté que le sink-in prédomine dans les matériaux ayant un n> 0.2, tandis 
que le pile-up se produit pour ceux dont la valeur de n est petite. L'influence du rapport de la 
profondeur élastique he sur la hauteur maximale hmax de la pénétration sur les comportements pile-
up et sink-in et leur relation avec  (σy/E) et a été étudié par Xu and Rowcliffe (2002). Ces derniers 
démontrent qu’il existe une relation linéaire entre le ln (he / hmax) et ln (σy/E) lorsque n est constant. 
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où c1 et c2 sont des constantes dépendant de l’exposant d’écrouissage n. L’analyse indique 
qu’aucun pile-up ne survient pour des matériaux dont le n> 0.2 et, la valeur critique de (he / hmax) 
pour le pile-up et le sink-in est de 0.12 pour les matériaux de n <0.3. 
2.6.3 Correction du pile-up 
Au cours des dernières décennies, plusieurs recherches ont été menées dans le but de corriger le 
pile-up afin d’obtenir une mesure précise des propriétés mécaniques (Cheng and Cheng 1998c; 
Cheng et al. 2002; Choi et al. 2004; Dao et al. 2001; Giannakopoulos and Suresh 1999; McElhaney 
et al. 1998; Ni et al. 2004; Xu† and Ågren 2004). Ces travaux peuvent être classés en deux 
catégories. La première consistait à trouver un moyen de caractériser la quantité de pile-up et de la 
compenser dans le calcul de la surface de contact. La deuxième était d'utiliser des paramètres tels 
que le travail d'indentation pour calculer les propriétés mécaniques en lieu et place de l'estimation 
de la surface de contact sur la base de l’Équation (2.45). 
McElhaney et al. (1998) ont proposé l’utilisation d’un le paramètre pour décrire le rapport entre 
l'aire de contact d'indentation Ac à la surface de la section transversale de l'élément d'indentation 
Atri, l'aire du triangle marqué par les coins de l'indenteur (voir la Figure 2.14a). Ce paramètre a été 
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utilisé pour caractériser l'étendue de pile-up ou du sink-in et calculer l'aire de contact. Cependant, 
cette méthode implique l'imagerie directe de l'empreinte d'indentation, ce qui demande beaucoup 
de temps et est de ce fait peu pratique à appliquer. En 1999, Giannakopoulos et Suresh ont présenté 
une relation entre Ac et hmax. Cette relation qui prenait le pile-up et le sink-in en compte, tout en 
ajustant les données de simulation par éléments finis dépendait des paramètres que sont : hf / hmax 
ou (Wtot - Wu) / Wtot, qui peuvent directement être extraits de la courbe force-déplacement. De 
même, Xu† and Ågren (2004) ont proposé une équation pour relier l’aire de contact Ac au rapport 
de la profondeur du recouvrement élastique sur la hauteur maximale de pénétration (he / hmax). Cette 
méthode qui prenait les deux comportements le pile-up et le sink-in en compte a donné une 
meilleure prédiction de la zone de contact réel. Toujours en 2004, une nouvelle technique d'analyse 
plus détaillée basée sur la morphologie du contact a été proposée par Choi et al. (2004). Celle-ci 
tient compte des comportements pile-up et sink-in. En se Basant sur la simulation par éléments 
finis, ces derniers ont défini une constante pour caractériser l'étendue du pile-up.  Cette constante 
peut être corrélée avec les propriétés des matériaux que sont l’exposant d’écrouissage n et le rapport 
σy/E comme il suit : 
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Une aire de contact plus précise pouvait donc être calculée, et l'effet de pile-up et du sink-in 
compensé en utilisant cette constante, 
Le travail de Cheng and Cheng (1998c) basé sur l’indentation, est remarquable. Sur la base de 
simulations par éléments finis d’une variété de matériaux possédant différents rapports de σy/E et 
d’exposants n, une relation unique entre le rapport de la dureté sur le module effectif H / Er, et le 
rapport des travaux irréversibles sur le travail total a été trouvé 
𝑊𝑡𝑜𝑡−𝑊𝑢
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où Πθ (...) est une fonction sans dimension qui dépend de l'angle de l’indenteur θ, Wtot  et Wu sont 
le travail total et le travail de déchargement qui peuvent être calculés à partir de la courbe de force-
déplacement. En combinant les équations (2.28) et (2.30) et en prenant β = 1, on peut avoir la 
relation suivante : 
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Les deux équations indépendantes, les Équations (2.53) et (2.54), fournissent une solution pour H 
et Er sans que l’aire de contact ne soit impliquée. L’extension de cette recherche est faite par Cheng 
et al. (2002) où, la relation entre H / Er et 
𝑊𝑡𝑜𝑡−𝑊𝑢
𝑊𝑡𝑜𝑡
 a été plus analysée. Il en ressort que :  
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où 𝛿1 = 1.50 tan(𝜃) + 0.327 pour 60° ≤ 𝜃 ≤ 80° et 𝛿2 = 0.27. Cette recherche a aussi été 
appliquée sur des indenteurs sphériques par (Ni et al. 2004). 
L'avantage de ce type de procédé est qu'il permet d'éviter l’usage de l’Équation (2.45) lors de 
l’estimation de la surface de contact.  
 
Figure 2.14: Représentation schématique du pile-up et du sink-in. 
2.7 Approches numériques et extraction des paramètres 
d’indentation 
Les équipements d'indentation instrumentées ont initialement été développées et principalement 
utilisées pour caractériser les propriétés mécaniques des matériaux présentant des comportements 
élastoplastiques. Il n’est donc pas surprenant que les premiers modèles de simulation par éléments 
finis (EF) développés pour l’analyse des phénomènes se produisant autour de l'indentation 
décrivent des réponses élastoplastiques (Dumas and Baronet 1971; Hardy et al. 1971). En fait, de 
36 
 
nombreux groupes de recherche à travers le monde entier ont essayé de comprendre le phénomène 
de plasticité se produisant dans les matériaux au moyen d'expériences de nanoindentation (Gao et 
al. 1999). Ainsi en 1988,  Bhattacharya et Nix ont développé des modèles par EF de Ni, de Al et 
de Si et les ont comparés avec les résultats expérimentaux.  Leurs travaux ont démontré que le 
continuum fondé sur l’approche par EF est à même de simuler la réponse de chargement-
déchargement qui se produit lors d’un essai d’indentation.  
Laursen and Simo (1992) se sont focalisés sur l'utilisation des méthodes par EF pour étudier les 
mécanismes du processus de micro-indentation de Al et Si. La principale observation qu’ils font 
dans leurs recherches est que l'hypothèse d'une surface projetée constante pendant le déchargement 
n’est pas prise en compte lors des simulations. Ils démontrent que les comportements pile-up et 
sink-in analysés par cette méthode pourraient être appréciables. Ce sont eux qui révolutionnent la 
façon d’estimer l’aire de contact en indentation. Plus tard,  Lichinchi et al. (1998) démontrent que 
lorsqu’on utilise le modèle axisymétrique 3D lors des simulations par EF, les courbes de 
chargement-déplacement obtenues avec l’indenteur de Berkovich s’accordent généralement bien 
avec celles expérimentales. Différents modèles d'indentation ont aussi été intensivement utilisés 
pour déterminer les propriétés mécaniques des films minces ; une attention particulière fut portée 
sur la compréhension de l'influence du substrat sur le processus d'indentation sphérique (Strojny et 
al. 1998; Suresh et al. 1997). On a plus tard eu besoin de développer des méthodes de correction 
pour séparer les propriétés du substrat du film à partir des courbes force-déplacement. 
Lorsque le pile-up ou le sink-in n’est pas pris en compte lors la détermination de l’aire de contact, 
les résultats donnés par les mesures de nanoindentation ne sont pas précis. Bolshakov et al. (1996) 
sont parmis les auteurs à avoir fait cette observation durant leurs travaux effectués par EF et portant 
sur l’effet de la contrainte appliquée et résiduelle sur le matériau élastoplastique. C’est pendant 
cette recherche qu’ils sont arrivés à la conclusion que le module d'élasticité et la dureté ne sont pas 
influencés par la contrainte appliquée. 
Les calculs sur les déformations plastiques qui se produisent dans les matériaux au cours de 
l’indentation sont généralement difficiles à effectuer. L'utilisation des indenteurs sphériques a 
indirectement permis au matériau de rester dans le domaine élastique (c’est-à-dire d’éviter la 
déformation plastique) pour les petites profondeurs de pénétration (hf <200 [nm]) et, de limiter 
l'influence du substrat sur les données de mesures (Chudoba et al. 2000). 
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Par ailleurs, Field and Swain (1995) ont observé que la répartition de la contrainte sous un 
pénétrateur sphérique est constante, quelle que soit la taille indentation. Des concepts similaires à 
la minimisation de la déformation plastique ont été utilisés avec des indenteurs sphériques 
indentant des polymères souples et les tissus biologiques (Ebenstein et al. 2004; Ebenstein and 
Pruitt 2004; Ebenstein and Wahl 2006; Klapperich et al. 2001; Larsson and Giannakopoulos 1998). 
Bien que les simulations par éléments finis effectués sur le modèle 3D donnent d’excellents 
résultats, la plupart des auteurs se servent de modèles axisymétriques. En fait, le nombre de 
chercheurs qui, comme Min et al. (2004) et Sakharova et al. (2009) ont réalisé une étude 
comparative entre ces deux modèles à l’aide d’indenteurs de différentes géométries est très limité. 
En fait, Min et al. (2004) ont étudié l'influence de différents indenteurs tels que l’indenteur de 
Berkovich, de Vickers, de Knoop, et l’indenteur conique sur l'empreinte d'un matériau élastique-
plastique. Ils ont constaté que la relation de charge-déplacement entre les modèles axisymétriques 
et ceux 3D des indenteurs de Berkovich et de Vickers s’accordent bien avec la règle du volume 
équivalent. Quant à eux, Sakharova et al. (2009) ont utilisé trois indenteurs de différentes 
géométries sur une variété de matériaux composites et non composites. Ils ont fait une étude 
comparative des courbes charge-déplacement, des valeurs de dureté et des distributions de 
contrainte obtenues suite à l’utilisation de plusieurs indenteurs : Berkovich et Vickers et cône. Ils 
ont constaté que des distributions des déformations plastiques équivalentes sont affectées par la 
géométrie des indenteurs. 
Au cours des dernières années, les efforts de la recherche sont plutôt axés sur l'extraction des 
propriétés de matériau élastique-plastique (E, 𝜈, 𝜎𝑦, n) à partir de données d'indentation, dans 
lesquelles la loi de puissance d’écrouissage est généralement utilisée pour caractériser ces 
paramètres indépendants (Cheng and Cheng 1998a, d, 1999b). Les faits montrent qu’un ensemble 
unique de propriétés du matériau ne pouvait pas être généré sur la base de cette méthode (Bulychev 
et al. 1975; Chen et al. 2006; Yan et al. 2007a; Yan et al. 2007b). En outre, de nombreux groupes 
de recherche (Capehart and Cheng 2003; Cheng and Cheng 1998d) ont montré que, des courbes 
charge-déplacement presque identiques peuvent être générées par des séries différentes de 
propriétés du matériau, lorsqu’un seul indenteur est utilisé. Par conséquent, de nombreux 
chercheurs sont d’avis que des solutions uniques ne peuvent être déterminées que par deux ou 
plusieurs indenteurs pointus (Bucaille et al. 2003; Cao and Huber 2006; Capehart and Cheng 2003; 
Gamonpilas and Busso 2007; Swaddiwudhipong et al. 2005). 
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2.8 Effet de frottement et essais d’indentation 
Cai (1993) a mené des expériences et des simulations d'indentation par éléments finis avec pour 
objectif d’étudier la présence du frottement dans les tests de dureté indentation. Deux indenteurs 
de Vickers de 136° d’angle inclus au sommet, l’un lubrifié et l’autre non lubrifié, ont été appliquées 
sur les échantillons recuits. Les essais d'indentation numériques par éléments finis réalisés à l’aide 
d’indenteurs en forme de coin pointu en acier de demi-angle inclus au sommet de 60°  ont  
également été effectués. Les essais numériques étaient affectés des coefficients de frottement de 
0,1, de 0,2 et de 0,3. Au terme de ces analyses, Cai est arrivé è la conclusion selon laquelle l'effet 
du frottement peut être négligé dans un essai de dureté pratique, mais lorsque l'angle de l’indenteur 
diminue, le frottement entre les surfaces de contact joue un effet significatif dans le test 
d'indentation. 
Bucaille et al. (2003) ont étudié l'effet du frottement entre l’indenteur et le 
matériau testé. Les demi-angles au sommet des indenteurs utilisés étaient de : 42,3°, 50° et 60°. Ils 
ont montré que le frottement a un effet plus prononcé sur la force normale mesurée lorsque 
l’indenteur est muni d’un demi-angle au sommet plus faible que 60°. Ils ont utilisé un deuxième 
indenteur muni d’un demi-angle différent au sommet pour améliorer la précision de l'évaluation de 
l'exposant d'écrouissage des matériaux. Ils ont conclu qu’une meilleure précision peut être obtenue 
en utilisant un indenteur plus pointu. 
L’effet du frottement dans le calcul des valeurs de la dureté a également été étudié par Tan and 
Shen (2005). Ils ont examiné la relation qui relie la dureté à la résistance globale à la limite élastique 
de matériaux à multicouches, en effectuant des simulations par éléments finis d'indentation, à l’aide 
d’un indenteur conique de demi-angles inclus au sommet de 70.3°. De ces simulations, ils ont 
souligné que l'effet du frottement sur les surfaces de contact joue un rôle important dans le calcul 
de la dureté des composites métalliques à multicouches. 
Les études de Tan and Shen (2005) sur l'effet du frottement ont été répétées par Mata and Alcala 
(2004). Ils ont effectué des simulations par éléments finis des essais d’indentation réalisés avec une 
pointe conique rigide de demi- angle au sommet égale à 70.3°. Dans leur analyse, ils ont utilisé le 
modèle de frottement de Coulomb et ont réalisé 96 simulations sur des matériaux écrouissables. 
Dans leurs conclusions, ils expliquent que le coefficient de frottement réel doit être pris en compte 
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dans l'évaluation des propriétés mécaniques des matériaux présentant des effets de pile-up 
considérables. 
Tsou et al. (2005) ont présenté plusieurs résultats expérimentaux de nanoindentation effectuées sur 
des films minces et ont démontré l'existence de la force de frottement entre la pointe de l’indenteur 
et l'échantillon étudié. L’indenteur de Berkovich a été utilisé pour étudier l'effet du frottement de 
glissement sur la mesure des propriétés des films minces. Ils ont observé que l'effet de la force de 
frottement est influencé par la profondeur d'indentation. En résumé, ils ont conclu que la négligence 
de l'effet de frottement peut conduire à des erreurs importantes dans la prédiction du module 
d'élasticité des couches minces. 
Cai (1993) et Bucaille et al. (2003) ont conclu que l'effet de frottement peut être négligé pour des 
pointes d’indenteur de demi-angles inclus au sommet plus grand que 60°. Ils ont souligné que l'effet 
du frottement dépend de l'angle de la pointe de l’indenteur. Alors que Tan and Shen (2005) 
recommandent de considérer le frottement qui se produit entre l’indenteur et de la surface de 
l'échantillon lors de la détermination de la dureté des composites métalliques multicouches, Mata 
and Alcala (2004) et Tsou et al. (2005) s’accordent pour dire que le frottement joue un rôle 
important dans l'extraction des propriétés mécaniques de l'essai d'indentation en particulier pour 
les matériaux présentant des effets pile-up. Différentes conclusions rapportées par les chercheurs 
ont démontré que l'effet de frottement sur le test d'indentation est en effet peu concluant. Bucaille 
et al. (2003) ont étudié l'évolution de la force normale en fonction de l'angle inclus et du frottement 
en s’appuyant sur un modèle analytique proposé par Tabor (1951) (voir la Figure 2.15). 
 
Figure 2.15: Représentation schématique des forces agissant sur les surfaces d’indentation 
(Bucaille et al. 2003). 
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La pression de contact p, est supposée constante à l'interface, indépendante de la forme de 
l’indenteur. Le frottement entre l’indenteur et la surface du matériau est modélisé par le frottement 
μ de Coulomb. La force normale F peut donc être évaluée comme : 










tan
12cpRF           (2.56) 
Le rapport de la force normale F compte tenu de l'effet de frottement sur la force normale F0 avec 
une analyse de contact lisse, est donnée par : 









tan
1
0F
F           (2.57) 
Bucaille et al. (2003) ont proposé que la force normale soit une fonction de l'angle inclus de 
l’indenteur et du frottement. En supposant que le coefficient de frottement soit constant, la charge 
d'indentation augmente avec la diminution de l’angle de la pointe de l’indenteur. 
Tout au long de nos travaux d’indentation sur l’argile naturelle, nous avons considéré que le contact 
entre l’indenteur et l’échantillon de sol est lisse. 
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CHAPITRE 3 ORGANISATION GÉNÉRALE DE LA THÈSE 
Les informations générales sur le présent sujet de thèse, les objectifs, le contexte et le contenu de 
la thèse sont présentées en introduction. 
Le chapitre 1, Revue de la littérature, présente un état de l'art sur les essais d’indentation. Les types 
d’indenteurs et les démarches généralement utilisées lors de l’extraction des paramètres y sont aussi 
présentées. 
La partie principale de cette thèse est constituée de trois manuscrits soumis à des revues évaluées 
par des pairs pour publication. Ces manuscrits constituent les chapitres 4 à 6: 
• Chapitre 4 : “ Comparison of indentation and conventional geotechnical testing results on 
a sensitive clay,” est sous presse au comité technique de la Société Canadienne de 
Géotechnique (CGS) en vue de la 19e Conférence Internationale de mécanique des sols et 
de la géotechnique (SIMSG) de Séoul (Corée), 2017. 
• Chapitre 5: “The use of laboratory indentation testing to characterize champlain sea clay,” 
a été soumis au journal Geotechnical and Geological Engineering le 07 août 2017. 
• Chapitre 6: “Indentation of a sensitive clay by a flat-ended axisymmetrical punch” a été 
soumis au journal Geotechnical and Geological Engineering le 24 octobre 2017. 
En résumé, ces chapitres comprennent ce qui suit : 
Le chapitre 4 présente la démarche et les résultats des expériences d’indentation 
instrumentée réalisés sur des échantillons intacts d'une argile très sensible prélevée dans la 
région de Beloeil au sud de Montréal (Canada). Trois indenteurs coniques rigides ont été 
utilisés pour déterminer la résistance au cisaillement non drainé, Su, et le module d'Young, 
E, de l'argile. Ces propriétés ont été comparées à celles obtenues des tests classiques de 
laboratoire. La méthode d'analyse utilisée a été développée sur la base de l'application des 
connaissances acquises au cours de nombreuses années dans le domaine des essais de 
matériaux. Les résultats indiquent que le test d'indentation peut être un outil très efficace 
pour la caractérisation des argiles sensibles en raison de sa fiabilité, sa répétabilité et son 
efficacité. 
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Le chapitre 5 présente une description des résultats et d'analyse des tests d'indentation 
instrumentés de spécimens intacts d’une argile de la mer Champlain. Cinq indenteurs de 
géométries différentes et composés de différents métaux ont été utilisés. Pendant les essais 
d’indentation, un cycle de chargement-déchargement était à chaque fois réalisé au même 
taux de chargement et, la charge appliquée, P, et le déplacement, h, correspondant 
enregistrés. Les charges ciblées pendant l'indentation variaient de 2 à 32 N. Des essais 
géotechniques conventionnels ont également été effectués sur l'argile. Il s'agissait 
notamment d’essais incluant des propriétés d’indice et de caractérisation, ainsi que la 
consolidation, la compression simple et l’essai triaxial consolidé non drainé. Des solutions 
analytiques et théoriques existantes ont été appliquées aux résultats d’essais d'indentation 
pour déduire la dureté, la résistance au cisaillement non drainé et le module de Young. Une 
solution analytique innovante qui considère le comportement de l'argile et la géométrie des 
indenteurs est proposée. On a constaté qu'une pénétration de 4 mm est nécessaire pour 
induire un état limite à partir duquel la dureté, la résistance au cisaillement non drainé et le 
module de Young de l'argile peuvent être déduits avec une précision raisonnable. La 
solution proposée a été validée en utilisant les données d'essai d'indentation. 
Le chapitre 6 présente une description et des résultats d'essais d'indentation instrumenté 
réalisés au laboratoire à l'échelle macroscopique sur une argile de la mer Champlain à l’aide 
d’un indenteur cylindrique à embout plat et en acier inoxydable. Les résultats d’essais ont 
été analysés en utilisant des solutions analytiques publiées en rapport avec l'indentation des 
matériaux élastiques-plastiques. La relation entre la profondeur d'indentation, h, et la charge 
sur le pénétrateur, P, la dureté, la résistance au cisaillement non drainé et le module d'Young 
de l'argile ont été déterminées à partir de ces méthodes. La résistance au cisaillement non 
drainé et le module de Young ont été comparés aux valeurs issues des essais géotechniques 
classiques. Les essais d'indentation ont été simulés numériquement en utilisant la méthode 
des éléments finis. L'argile fut modélisée en utilisant le modèle élastique-plastique classique 
de Mohr-Coulomb. La distribution des contraintes verticales totales sous l’indenteur, 
distribution issue des simulations se comparent bien avec une solution analytique basée sur 
la théorie élastique. Les simulations réalisées utilisant les propriétés des matériaux dérivées 
des essais géotechniques conventionnels (Ensemble 1) et dérivées des essais d'indentation 
(Ensemble 2) avec un coefficient de Poisson de 0,49 (charge non drainée) n'ont pas produit 
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de courbes de charge - déplacement (P-h) en bon accord avec courbes d’essais 
d'indentation. Cependant, les simulations réalisées à l’aide des propriétés des matériaux 
dérivées des essais d'indentation et un coefficient de Poisson de 0,2 (chargement drainé), 
ont produit des courbes de charge - déplacement en bon accord avec les résultats des tests 
d'indentation.  
Il convient de noter que les trois manuscrits inclus dans cette thèse (chapitres 4 à 6) sont basés sur 
ceux initialement soumis aux revues (avec quelques corrections mineures, généralement 
demandées par le comité d'évaluation). Les corrections effectuées plus tard (comme l'ont demandé 
les examinateurs et les éditeurs, et d'autres), avant publication dans les Journaux, ne sont pas inclus 
ici. Les derniers articles publiés peuvent donc différer des versions apparaissant dans la thèse. 
Le chapitre 7 contient un résumé et une discussion générale sur les résultats ; Il présente des 
résultats obtenus au cours de cette recherche, mais non présentées dans les articles qui constituent 
le corps de mémoire. 
Différentes expériences géotechniques de routine ont été menées au laboratoire, avec pour but, la 
caractérisation du sol argileux naturel avant l’exécution des essais d’indentation.  Les détails de 
toutes ces expériences et d'autres aspects importants de la recherche sont présentés dans les 
annexes. 
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Abstract 
Instrumented indentation tests were conducted on undisturbed specimens of a very sensitive clay 
from the Beloeil region, south of Montreal (Canada). Three rigid conical indenters were used to 
determine the undrained shear strength, Su, and the Young’s modulus, E, of the clay. These 
properties were compared with those obtained from conventional laboratory tests. The method of 
analysis used was developed based upon the application of knowledge gained over many years in 
the field of materials testing. The results indicate that indentation testing can be a very effective 
tool for the characterization of sensitive clays due its reliability, repeatability and efficiency. 
Résumé  
Des essais d’indentation instrumentée ont été réalisés sur des échantillons intacts d'une argile très 
sensible prélevée dans la région de Beloeil au sud de Montréal (Canada). Trois indenteurs coniques 
rigides ont été utilisés pour déterminer la résistance au cisaillement non drainé, Su, et le module 
d'Young, E, de l'argile. Ces propriétés ont été comparées à celles obtenues des tests classiques de 
laboratoire. La méthode d'analyse utilisée a été développée sur la base de l'application des 
connaissances acquises au cours de nombreuses années dans le domaine des essais de matériaux. 
Les résultats indiquent que le test d'indentation peut être un outil très efficace pour la caractérisation 
des argiles sensibles en raison de sa fiabilité, sa répétabilité et son efficacité. 
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4.1 Introduction 
In Quebec, sensitive clays cover about 70% of the populated areas in the lowlands of the St. 
Lawrence, Ottawa and Saguenay-Lac-Saint-Jean Valleys. Due to their potential for significant 
strength loss at relatively low strains, these clays can cause serious problems with respect to the 
displacement and failure of structures and slopes. The specific characteristics of these clays require 
in-depth geotechnical evaluation when encountered. Such studies often include extensive in situ 
and laboratory testing. In this study, a method was developed for the application of indentation 
testing to sensitive clays.  
The theoretical development for indentation of materials was developed by Hertz (1882), who 
applied linear elastic theory to two spheres in contact. In 1885, Boussinesq introduced the method 
of potential theory to solve the contact problem between two linearly elastic bodies. This proved 
to be an important milestone, as several other researchers applied the theory of elasticity to 
indentation problems (e.g. Love 1939). In particular, Sneddon (1948) developed solutions for a 
rigid conical indenter or for any arbitrary axisymmetric indenter and a semi-infinite half-space. 
With time, research interest was expanded to examine various aspects of material response, such 
as plasticity, frictional effects, viscoelastic and nonlinear behavior, as well as adhesion. By the 
early 1970s, depth-sensing instruments were developed, which paved the way to nanoindentation 
(Bulychev et al. 1975). 
Theoretical analyses of indentation tests on clays began essentially in the 1970s with studies related 
to cone penetration testing. Most of these studies addressed the determination of the ultimate 
resistance of the materials and the derivation of the bearing capacity factor, Nc (e.g. Baligh 1975; 
Houlsby and Wroth 1984). 
The present paper reports on an extensive series of instrumented indentation tests realized on intact 
specimens of very sensitive clay. Three conical indenters with acute apical angles were used. 
Mechanical properties of the sensitive clay such as the hardness number, H, Young’s modulus, E, 
and the undrained shear strength of the clay, Su, were derived from the test results. These 
parameters were compared with results of unconfined compression and isotopically consolidated 
undrained (CIU) compressive triaxial testing. 
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4.2 Teoretical approach 
The load, P, and the depth of penetration of the indenter, h, are continuously recorded during an 
indentation test. Loading-unloading curves can be drawn from the recorded data. Figure 4.1 
presents a schematic curve of force-displacement, which illustrates the behavior of a viscoelastic-
plastic material under loading and unloading. For a viscoelastic-plastic material, the segment OB 
of the curve is the loading and segment BC is the unloading. For the case of purely plastic material, 
the unloading curve is a straight line (BC’) and hr = hmax (A2=0) (Briscoe et al. 1998). 
 
 
Figure 4.1: Schematic of indentation testing and the force–displacement curve for a viscoelastic–
plastic material (from Briscoe et al. 1998). 
In Figure 4.1, hmax is the maximum displacement of the indenter, which corresponds to the 
maximum applied load, Pmax. The parameter hr is the residual displacement at the end of the cycle 
of loading-unloading, after the withdrawal of the indenter. The parameter hc is the intercept of the 
tangent line drawn from the initial part of the unloading curve. The slope of this line represents the 
contact stiffness, S, estimated at the maximum displacement (i.e.𝑆 =  (𝜕𝑃 𝜕ℎ⁄ )𝑚𝑎𝑥 ). The 
parameter hc is taken as the value of the displacement of the material that occurs mainly, but not 
exclusively, due to plasticity. 
2α 
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The hardness number is defined as the maximum indentation load applied, Pmax, divided by the projected 
contact area of indentation, Ac. It can be obtained from the peak of the load-displacement curve as: 
 
cA
P
H max             (4.1) 
The derived value depends on the actual contact area, which is affected by the effects of pile-up 
and sink-in. The yield stress of a rigid perfectly plastic material, σy, has been related to the hardness 
number, H, through the following expression (Tabor 1951): 
yCH              (4.2) 
where C is the constraint factor. This factor has been found to depend on material properties, 
particularly, the ratio E/σy and strain hardening behavior (Tabor 1951). As such, C commonly 
varies between 1.5 and 3. Since the undrained shear strength, Su, equals σy/2 in a Tresca material, 
it follows that its value may be determined by combining Eqs. (4.1) and (4.2), yielding: 
ucu SNSC
A
P
H  2           (4.3) 
from which Nc = 2C. Thus, Nc would likely vary from 3 to 6. 
Houlsby and Wroth (1982) presented a theoretical analysis of cone indentation of rigid plastic 
cohesive soils. Their results, shown in Fig. 4.2, take into account the adhesion at the soil/cone 
interface, but not the effect of pile-up around the cone tip. As explained later, only the results for 
smooth cones are of interest in the present study. Theoretical results obtained by Chitkara and Butt 
(1992) and Lockett (1963) are also included in Fig. 4.2.  
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Figure 4.2: Bearing capacity factors 
The term 2α in Fig. 4.2 corresponds to the apical angle of the indenter. 
By assuming a linearly elastic half-plane and rigid conical indenter, Sneddon (1948) obtained the 
following expression relating the applied load, P, on the indenter and the penetration depth h. 
2
2 )1(
tan2
h
E
P


 
             (4.4) 
The slope of the load-displacement curve in indentation was found by deriving P with respect to h, 
yielding: 
)1(
2
2 

EA
dh
dP
                      (4.5)  
where A = (h·tan)2 is the projected contact area of the indenter. 
Bulychev et al. (1975) showed that Eq. (4.5) also holds for cylindrical punches and spherical 
indenters. Subsequently, Pharr et al. (1992) showed that Eq. (4.5) is relevant for all axisymmetric 
indenters with smooth profiles. 
The contact depth, hc, is given by (see Fig. 4.1): 
 
dhdP
P
hhc

 22 
           (4.6)  
The elastic constants are obtained by rearranging Eq. (4.5) to obtain:  
3
4
5
6
0 50 100 150 200
N
c
2α (◦) 
Lockett (1963)
Chitkara and Butt (1992)
Houlsby and Wroth (1982)
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

           (4.7) 
where β is a non-dimensional correction factor to account for deviations from the original Sneddon 
equation. The factor β was introduced to treat a pyramidal indenter as an equivalent conical 
indenter. In the present study, only conical indenters are considered, then β = 1. The term on the 
left-hand side of Eq. (4.7) containing both E and ν, is commonly referred to as the reduced modulus 
Er. For rigid indenters, the soil elastic modulus is: 
 
 21 specimenrs EE            (4.8)  
4.3 Experimental investigations 
4.3.1 Origin of the clay - Characterization by routine geotechnical tests 
Undisturbed blocks of clay, 300 mm in width, were manually excavated from a depth of 3.5 m in 
a test pit in Beloeil (Québec), south of Montreal. The specimens were carefully sealed with wax, 
packaged and transported to the Soil Mechanics Laboratory of Polytechnique de Montréal. Both 
conventional geotechnical and indentation testing were conducted on the specimens. 
Conventional laboratory tests were conducted to characterize the clay. Testing included relative 
density measurements, grain-size distribution analyses, consistency limits, consolidation testing, 
unconfined compression tests, and CIU triaxial tests. The standards used were those prescribed by 
ASTM and/or the CAN/BNQ. 
4.3.1.1 Gradation, relative density, water content, void ratio and consistency limits. 
The soil consists of silty clay with a trace of fine sand. The natural water content varies from 43 to 
63%, the liquid limit from 58 to 59%, and the plastic limit from 31 to 36%. The undrained shear 
strength, Su, varies from 51 to 66 kPa (UU tests) and from 72 to 90 kPa (falling cone tests). The 
sensitivity, St, ranges from 16 to 20, indicating that the clay is extra sensitive to quick. The clay is 
overconsolidated with preconsolidation pressures, σ’p, varying from 131 to 145 and the 
overconsolidated ratio (OCR) ranging from 5 to 8.   
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4.3.1.2 Compression and triaxial CIU tests 
The undrained elastic modulus, Eu, of the clay was obtained from unconfined compression (UU) 
and triaxial (CIU) testing. 
Table 4.1 summarizes the results of the CIU triaxial tests. The undrained shear strength, Su, varies 
from 47.5 to 65.7kPa. The values of the secant modulus, Es estimated at 50% of the peak stress 
vary from 19.18 to 25.35 MPa. 
 
Table 4.1: Results of isotropically consolidated undrained CIU triaxial tests. 
Parameters Test 1 Test 2 Test 3 Test 4 
Consolidation stress, ’3 (kPa) 26 40 60 80 
Undrained shear strength, Su (kPa) 47.51 52.84 59.58 65.69 
Secant modulus, Es (MPa) 19.18 21.46 25.35 25.31 
Tangent modulus, Et (MPa) 21.10 31.76 45.59 30.26 
 
4.4 Characterization of the natural clay by instrumented indentation 
testing 
Three polished conical indenters with apical angles, 2α, equal to 60 ̊, 80 ̊ and 97 ̊ were used in the 
tests. Figure 4.3 summarizes the properties of the indenters. The maximum diameters of the 
indenters vary from 20 to 25 mm. However, the actual contact diameters between the indenters and 
the specimens depended on the depth of penetration and were substantially less than the maximum 
diameter of the indenters. 
 Testing was conducted on specimens that were trimmed from the block samples. The clay 
specimens were confined in steel oedometer rings measuring 63 mm in diameter. The height of the 
clay specimens and of the steel rings was 31 mm. 
 
51 
 
 
 
Figure 4.3: Properties of indenters. 
Indentation testing followed ISO standard 14577-1(2003). Indentation testing was conducted at a 
constant rate of 0.5 mm/min for loading and unloading. The penetration of the indenter into the 
clay advanced until a predetermined target load was attained (from 2 to 32 N). After holding the 
target load for 6 seconds, the indenter was unloaded to zero load and then reloaded for several 
cycles. The load and the displacement of the indenter were recorded continuously. Before each 
test, the indenter was coated with a thin layer of graphite to eliminate any adhesion between the 
indenter and the indented material. Either 2 or 4 indentation tests were completed on each 
specimen. The horizontal distance between successive indentations and between each indentation 
and the perimeter of the specimen was 20 mm.  
4.5 Indentation test results 
The test parameters that were obtained directly from the indentation tests are the hardness number, 
H, and the reduced Young’s modulus, Er. Absolute values of Young’s modulus were deduced by 
assuming a value of Poisson’s ratio, ν, of 0.5. It was also assumed that the indenters were rigid 
compared to the clay. Undrained shear strength values were deduced based on the theoretical 
results of Houlsby and Wroth (1982), by assuming that the contact between the indenter surface 
and the clay was smooth, due to the coating of the cone with graphite. The values of the bearing 
capacity factor, Nc, used to derive the undrained shear strengths were: 4.47 for 2α of 60 ̊, 4.58 for 
2α of 80 ̊, and 4.73 for 2α of 97 ̊. Typical experimental load-displacement curves are shown in Fig. 
4.4. 
 
Brass cone of   2α = 
97°; 
E = 110 GPa; 𝜈 = 0.37 
 
Aluminum cone of 2α = 
80°;  
E = 69 GPa; 𝜈= 0.33 
 
Steel cone of 2α = 60; 
E = 203 GPa; 𝜈 = 0.31 
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Figure 4.4: Typical experimental load-displacement curves for the 1st cycle of loading and 
unloading. 
The hardness number, H, was determined for the first cycle at the maximum load in each test. The 
results are shown in Fig. 4.5. Examination of the data reported in this figure shows that the values 
of H vary from 0.17 to 0.29 MPa. 
 
Figure 4.5: Hardness, H, versus contact height, hc, for the 1
st cycle of loading. 
Absolute values of Young’s modulus were determined for the first cycle at the maximum load in 
each test. The results are shown in Fig. 4.6. These values were computed by assuming a Poisson’s 
ratio, ν, of 0.5. Figure 4.6 shows that the values of E deduced from results of the indentation tests 
vary from 6 to 29 MPa. 
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For comparison purposes, Figure 4.7 presents values of undrained shear strength deduced based on 
the bearing capacity factors of Houlsby and Wroth (1982) curve in Fig. 4.2. Undrained shear 
strength values obtained from the triaxial CIU tests range from 47.5 to 65.7 kPa.  
The minimum and maximum values of H of 0.17 and 0.29, respectively, in Fig. 4.5 were 
respectively obtained with the brass cone of 2α = 97 ̊ and the steel cone of 2α = 60 ̊. As noted above, 
the bearing capacity factors deduced from the Houlsby and Wroth (1982) curve in Fig. 4.2 and 
corresponding to these two indenters are respectively Nc = 4.73 for 2α = 97 ̊ and Nc = 4.47 for 2α 
= 60 ̊. The undrained shear strength, Su, computed using Eq. (4.3) and the above data vary from 
35.9 to 64.9 kPa. These compare favorably with those obtained from the CIU triaxial tests. The 
corresponding values of Su determined from unconfined compression tests range between 51 and 
66 kPa. The latter tests were carried out at a deformation rate of 1.25 mm/min. 
 
 
Figure 4.6: Young's modulus profiles versus contact radius for first cycle: ν = 0.5. 
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Figure 4.7: Undrained shear strength versus contact height for first cycle. 
4.6 Conclusions  
An extensive series of indentation tests using conical indenters with three apical angles were 
conducted. The theory of elasticity was used to determine the values of Young’s modulus, E, for a 
Poisson’s ratio, ν, of 0.5. Deduced values of E are slightly higher than corresponding results 
obtained from unconfined compression tests. Differences in loading rate and test boundary 
conditions are probably the cause for such deviations. 
The theory of plasticity was used to obtain the undrained shear strength of the clay. It was again 
found that values deduced from indentation tests vary somewhat from results obtained from 
unconfined compression tests. This notwithstanding, the values of Su deduced from the indentation 
tests using the relationship between the hardness number and the yield stress compare well with 
corresponding values based upon the bearing capacity factor, Nc. Among the cones used in this 
study, the one with the least dispersion appears to be the aluminum cone of 80°. 
It should be mentioned that the main advantage of an indentation test over a conventional 
unconfined compression test is that many tests can be performed on the same specimen. This allows 
the indentation test to consider the heterogeneity of the clay at a relatively small scale. 
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4.7 Related research 
The research also used pyramidal, flat and spherical indenters. The data from the indentation testing 
was also analyzed using other theories and methods. The testing was simulated numerically for 
verification, validation and calibration of the analytical methods. This related research will be 
published in subsequent papers and in the doctoral thesis of Mireille Sandrine Ewane. 
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Abstract 
This paper presents a description, the results and analysis of instrumented indentation testing of 
intact specimens of Champlain Sea Clay. Five indenters of different geometries and composed of 
different metals were used. Indentation was conducted to target loads that varied from 2 to 32 N 
with unloading and force, P, versus penetration, h, curves were recorded. Conventional 
geotechnical testing was also conducted on the clay. These included index property and 
characterization testing as well as consolidation, unconfined compression and consolidated 
undrained triaxial compression. Existing analytical and theoretical solutions were applied to the 
indentation test results to deduce the hardness, undrained shear strength and Young’s modulus. 
However, these were found to be not applicable to the clay for a few reasons. An innovative 
analytical solution that considers the behavior of the clay and the geometry of the indenters is 
proposed. It was found that a penetration of 4 mm is necessary for the hardness to reach a constant 
asymptotic value. The proposed solution was validated using indentation test data. 
 
Keywords: Indentation tests, Champlain sea clay, rigid conical indenters, sensitive clay soil, 
young’s modulus, hardness, undrained shear strength. 
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5.1 Introduction 
Instrumented indentation testing is used widely in material sciences to evaluate the behavior and 
quantify the properties of various types of materials. Tests can be conducted at nano-, micro- or 
macro-scales and are reliable, relatively inexpensive and repeatable. Typically, indentation testing 
consists of the penetration of a specimen of material with an indenter at a constant rate until a given 
load on the indenter (or depth of penetration) is attained. After a brief pause, the indenter is 
withdrawn at the same rate until the load (or depth of penetration) returns to zero. In some cases, 
several cycles of penetration and withdrawal are made at the same location on the specimen to 
evaluate residual behavior and properties. Instrumentation allows the load on the indenter and the 
depth of penetration to be recorded continuously during testing (Bolshakov and Pharr 1998; 
Bucaille et al. 2003; Cheng and Cheng 1998a, b; Dao et al. 2001; Doerner and Nix 1986; Oliver 
and Pharr 1992; Suresh et al. 1999; Tabor 1951). In geotechnical engineering, a very basic form of 
indentation testing of clay is often conducted using hand-held penetrometers on clay specimens in 
the field or laboratory to estimate the undrained shear strength. 
The most important parameters provided by instrumented indentation testing are the indentation 
load, P, the penetration depth, h, and the hardness, H, which is the maximum load divided by the 
maximum contact area. The P - h curves from loading and unloading are essential for the 
characterization of the material behavior and properties. For example, the hardness and Young’s 
modulus may be computed from the peak load and the initial slope of the unloading curve using 
the method of Oliver and Pharr (1992) or of Doerner and Nix (1986). Finite element methods have 
been used to deduce the mechanical properties of materials by matching the simulated and 
laboratory-measured loading and unloading curves (Giannakopoulos et al. 1994; Larsson et al. 
1996; Zeng et al. 1995). Recently, significant research has been conducted to better understand 
indentation testing and how to deduce engineering properties from the results. For example, several 
empirical formulae have been proposed to obtain hardness from a loading curve (e.g. Attaf 2004; 
Dao et al. 2001; Suresh et al. 1999). Loading curves have also been analyzed by applying energy 
considerations for the reversible (elastic) and irreversible (plastic) segments of the indentation 
curves (Giannakopoulos and Larsson 1997). Using dimensional analysis and finite element 
simulations, Cheng and Cheng (1997) derived scaling relationships for indentation testing of 
elastic-perfectly plastic solids. 
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In the present research, undisturbed specimens of Champlain Sea Clay were subjected to 
instrumented macro-scale indentation testing using five indenters made of different metals and of 
different geometries. Comprehensive conventional geotechnical laboratory testing was also 
conducted on the clay. Various analytical and empirical solutions were used to evaluate the 
indentation testing data, specifically the loading and unloading P–h curves, for the determination 
of the hardness, Young’s modulus and undrained shear strength. Conventional geotechnical testing 
was used to evaluate the ability of indentation testing to characterize the clay. An analytical method 
for the calculation of key geotechnical parameters from indentation testing was developed and is 
presented here. 
5.2 Material, Equipment and Indentation Testing 
Specimens of Champlain Sea Clay were obtained from a deposit located in the City of Beloeil 
(Quebec), south of Montreal. Cubical blocks of the clay, 300 mm in width, were manually 
excavated from a 3.5-m-deep test pit. The blocks were carefully sealed with wax, wrapped and 
transported to the Soil Mechanics Laboratory of Polytechnique Montréal where they were stored 
in climate-controlled conditions. 
5.2.1 Geotechnical Characterization of the Champlain Sea Clay 
Geotechnical laboratory tests conducted to characterize the Champlain Sea Clay included specific 
gravity, grain-size distribution, Atterberg Limits, consolidation, Swedish standard fall cone, 
unconfined compression (UU), and isotropically consolidated undrained (CIU) triaxial 
compression. The results of these tests are summarized in Table 5.1 and some laboratory test results 
are presented in Figures 5.1 to 5.2. 
Briefly, the clay consisted mostly of fine particles (<0.08 mm) with 26 to 33% of silt by mass and 
traces of fine-grained sand (0 to 4%). Average values of specific gravity, Gs, void ratio, e, and 
natural water content, wn, were 2.74, 1.60 and 53.5%, respectively. Atterberg Limits indicated that 
the material is moderately to highly plastic silty clay (Table 5.1) and has an activity, A, of 0.5. 
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Oedometric testing (Table 5.1) gave an average preconsolidation pressure, pp, of 143.2 kPa and an 
average overconsolidation ratio, OCR, of 6.8.  The average compression index, Cc, is 0.4. 
From Swedish standard fall cone testing, the average undrained shear strength, Su, was 33.5 kPa, 
and the average remolded undrained shear strength, Sur, was 4.5 kPa. The sensitivity, St, of the clay 
varied from 6.0 to 12.5. The sensitivity of the clay suggests that it is moderately sensitive (Garneau 
and LeBihan 1977; Lefebvre and Grondin 1978; Leroueil et al. 1983). Unconfined compression 
testing gave an average Su of 56.7 kPa and an average tangent Young’s modulus, Et, of 20.24 MPa 
(Figure 5.1). It is generally agreed that for the measurement of the undrained elastic modulus, Eu, 
the effective confining stresses in CIU tests should be equivalent to the in situ effective stresses 
(D'Appolonia et al. 1971; Ladd 1964; Raymond 1972). Thus, an isotropic effective confining stress 
of 26.0 kPa was used for one of the four triaxial CIU tests. This triaxial CIU test gave an average 
Su of 47.51 kPa and an average tangent Young’s modulus, Et, of 21.1 MPa at 50% of the peak 
deviatoric stress. Curves of the deviatoric stress versus the axial strain from triaxial testing are 
presented in Figure 5.2. 
 
 
Figure 5.1: Axial stress, σ versus axial strain curves (UU tests). 
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Figure 5.2: Deviator stress (σ1 - σ3) versus axial strain curves (CIU tests). 
 
The properties and characteristics of the Champlain Sea Clay specimens from this research are in 
good agreement with values obtained by others for Champlain Sea Clay (Lefebvre and Grondin 
1978; Leroueil et al. 1983). 
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Table 5.1:  Summary of the natural clay soil properties of natural clay soil from conventional 
laboratory geotechnical tests. 
Parameters Range of values Average value 
 
Relative density, Gs 2.71 - 2.76 2.74 
Void ratio, e0 1.41 - 1.74 1.6 
Natural water content, WN (%) 43.7 - 63 53.5 
Casagrande method 
Liquid limit, WL (%) 40.4 – 68.0 54,2 
Plastic limit, WP (%) 20.4 – 33.6 27 
Plasticity index, IP (%) 14.0 - 47.62 30.76 
Liquidity Index, IL    0.51 - 1.93 1.22 
Consistency index, IC   0.05 - 0.5 0.27 
Consolidation oedometer tests 
Preconsolidation pressure, 𝜎𝑃
,
 (kPa)   131 - 145 143.2 
Overconsolidation ratio, OCR  5.75–8.43 6.78 
Compression index, Cc 0.05 - 0,86 0.40 
Swedish standard fall cone 
Undrained shear strengths, Su (kPa) 32 - 35 33.5 
Remolded shear strengths, Sur (kPa) 3 - 6 4.5 
Sensitivity, St 6 - 12.5 12.25 
Unconfined compression tests 
Undrained shear strength, Su (kPa) 51 - 65.9 56.66 
Tangent modulus, ET (MPa)   19 - 22 20.24 
Consolidated isotropically undrained (CIU) triaxial tests 
Consolidation stress, ’3 (kPa) 26.0 - 80.0 - 
Undrained shear strength, Su (kPa) 47.51 - 65.69 - 
Tangent modulus, ET (MPa)   21.1 - 45.59 - 
Activity 
0.5 
 
5.2.2 Indentation Testing Equipment 
Five indenters were used in this study: Indenter 1 is conical, made of steel with an included angle, 
2, of 60°, a diameter of 19.81 mm and a height of 10.87 mm; Indenter 2 is conical, made of brass 
with an included angle of 97°, a diameter of 25.03 mm and a height of 10.14 mm; Indenter 3 is 
conical, made of aluminum with an included angle of 80°, a diameter of 19.76 mm and a height of 
10.96 mm; Indenter 4 is a 19.76-mm-square, steel punch with a pyramidal base with an included 
angle of 139.4° and a height of 2.33 mm; and Indenter 5 is a 30.98-mm diameter, aluminum circular 
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punch with a conical base, an included angle of 144.3° and a height of 4.09 mm. Details of the 
indenters are presented in Table 5.2 and photographs of the indenters are presented in Figure 5.2. 
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Table 5.2: Properties and dimensions of indenters  
 
Indenters 
Numbers 
Indenters forms Material  Included angle, 
2α (°) 
Diameter, d 
(mm) 
Height, h 
(mm) 
Young's modulus, 
E (GPa) 
Poisson’s 
ratio, 𝜈  
1 Conical Steel  60° 19.81 17.13 203 0.31 
2 Conical Brass 97° 25.03 8.03 110 0.37 
3 Conical Aluminium 80° 19.76 5.91 69 0.33 
4 Square base pyramidal Steel 139.4° 19.76 2.33 203 0.31 
5 Conical Aluminum 144.3° 30.98 4.09 69 0.33 
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Figure 5.3: Properties and dimensions of indenters. 
The indentation testing was accomplished using a computer-controlled loading frame. The speed 
of the platen can be controlled by the operator and can vary from 0.00001 to 9.9999 mm/min. A 
LVDT with a precision of 0.003 mm and a course of 4 mm was used to monitor the penetration of 
the indenters into the surface of the clay. 
Clay specimens were placed into 63-mm diameter, 13 mm high steel oedometer rings to provide 
lateral confinement during testing. 
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The testing set-up is shown in Figure 5.4. 
 
 
Figure 5.4: The TRITEST 50 machine. 
5.2.3 Indentation Testing 
5.2.3.1 Testing Procedure 
Indentation testing followed ISO standard 14577-1, “Instrumented indentation test for hardness 
and materials parameters”, (ISO 2003). The procedure used was as follows: 1) The indenter was 
attached to the upper platen of the loading frame and coated with graphite to minimize friction 
between the indenter and the specimen; 2) The oedometer ring containing the specimen was placed 
on the lower platen of the loading frame such that indenter was located above the center of the 
specimen; 3) An LVDT was placed to measure the vertical displacement of the indenter relative to 
the surface of the clay; 4) The indenter was advanced into the specimen by moving the lower platen 
upwards at a rate of 0.5 mm/minute until a specified target load on the indenter was reached; 5) 
Penetration was paused for 6 seconds; and 6) The indenter was withdrawn from the specimen by 
downward movement of the lower platen at a rate of 0.5 mm/minute until the load on the indenter 
returned to zero. The load on the indenter and the penetration depth were recorded continuously 
during the testing cycle. The target loads varied from 2 to 32 N. Generally, one cycle of testing was 
conducted per specimen. However, in some cases two or three cycles of testing were conducted on 
Load cell 
Indenter 
Acquisitio
n system of 
data. 
Speed = 0,5 
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Press 
platform 
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the same specimen with a minimum distance of 20 mm between each test location and between the 
test locations and the perimeter of the specimen. The maximum depth of penetration was 4.50 mm. 
Given this and the widths of the indenters, this spacing was sufficient to prevent boundary effects. 
5.2.3.2 Tests Results 
A total of 61 tests were conducted on 31 specimens of Champlain Sea Clay using the five indenters. 
For convenience, the tests were assigned numbers in the form of “X-YY” where “X” represents 
the number of the indenter (see Table 5.2) and “YY” represents the target load in Newtons. 
Figure 5.5 presents a typical pair of loading and unloading curves from the indentation testing. 
These curves are from Test No. 2-10, which used Indenter 2 (conical, brass, 2 of 97°) and had a 
target load of 10 N. The load on the indenter, P, increased continuously with penetration into the 
clay, h. This is due to the increasing volume of clay affected by the penetration with depth and 
increasing area of the indenter on the clay due to its conical shape. The maximum values of P and 
h (Pmax and hmax) occurred at the end of loading and were 10.19 N and 2.55 mm, respectively. The 
value of P remained constant during the 6 second pause at the end of the loading phase. The 
unloading curve is characterized by a relatively rapid decrease in P upon withdrawal of the indenter 
to a value of 0 where hf , the final or residual penetration depth, was slightly less than the hmax. It’s 
evident that most of the deformation that occurred was plastic (hplastic)and that elastic deformation 
(hmax - hf) was minor. It was observed that there was a minor pile up of disturbed clay adjacent to 
the indenter during loading. 
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Figure 5.5: Typical set of loading and unloading curves from the indentation testing 
 
The load-displacement curves for all indenters and a target load of 8 N are presented in Figure 5.6. 
As can be seen, the primary effect of the different indenters was to change the slope of the loading 
curve. The slope of the loading curve appears to be a function of the included angle of the indenter, 
with smaller included angles resulting in a lower rate of increase in force, P, with penetration, h. 
Given that the rigidity of the metal indenters is several orders of magnitude greater than that of the 
clay and that friction between the indenters and the clay was minimized by the graphite coating, 
the types of metal that the indenters were composed of had no effect on the P-h curves. 
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Figure 5.6: Typical experimental load-displacement curves at the 1st cycle of loading-unloading. 
 
The testing results for a target load of 8N for all indenters are summarized in Table 5.3.  
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Table 5.3: Indentation test result at 8 N. 
 
Test 
Numbers 
Actual load, P (N) Contact height,  
hmax (mm) 
h0 (mm) hf  (mm) hp (mm) n2 Contact aria, 
Amax (mm
2) 
Hardness, H 
(kPa) 
1-8 8.047 3.326 0.308 3.236 3.276 1.8 1.124 E-05 716 
2-8 8.178 2.447 0.429 2.34 2.390 1.8 2.288 E-05 357 
3-8 8.308 3.213 0.294 3.162 3.187 2 2.250 E-05 369 
4-8 8.034 0.811 0.088 0.636 0.675 1.29 1.047 E-05 429 
5-8 8.321 0.87 0.019 0.78 0.001 1.1 1.881 E-05 442 
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5.3 Analysis of indentation test results 
The test results were analyzed using a variety of existing theoretical and empirical methods, which 
are described below. 
5.3.1 Methods of Analysis 
5.3.1.1 Loading Curves  
 
In 1908, Meyer was the first to propose a power law to relate the indentation load to displacement 
(Attaf 2004). Eq. (5.1) is the expression proposed for this purpose. 
nChP             (5.1) 
In this equation, C is a load-independent geometric factor representing a measure of the indentation 
compliance and n1 is known as Meyer’s index or the hardening exponent of the loading curve. The 
parameters P and h respectively represent the indentation load and the indentation depth. 
Several investigators have used Eq. (5.1) to fit experimental indentation loading curves obtained 
from a variety of materials. For example, Oliver and Pharr (1992) found the exponent of the 
displacement to be in the range of 1.25 to 1.51 for materials including fused silica, soda-lime glass, 
aluminum crystal, tungsten, quartz and sapphire. Sakai et al. (2003) suggest that this exponent must 
be taken equal to 2 for a conical indenter based on testing of viscoelastic materials. The resulting 
expression, Equation (5.2), is known as Kick’s Law.  
2ChP             (5.2) 
The applicability of Eq. (5.2) has been demonstrated by numerical simulation of indentation testing 
of elastic-perfect plastic and elastic-plastic materials (Bilodeau 1992; Briscoe et al. 1994; 
Giannakopoulos et al. 1994; Giannakopoulos and Larsson 1997; Larsson et al. 1996). 
Sneddon (1965) demonstrated that in the case of a purely elastic material the parameter C in Eq. 
(5.2) is equal to: 
 



1
cot4G
C            (5.3) 
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Where G is the shear modulus; 𝛼 is the semi-angle of the indenter and 𝜈 the Poisson ratio of the 
material tested. 
The following equations were developed for the parameter C: 
 
2
32
1
41.00.21-12.1891




E
C
       (5.4) 
for elastic-perfectly plastic materials (Chicot et al. 2010; Zeng 2001); and 
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     (5.5) 
for elastic-plastic materials (Chicot et al. 2010; Zeng 2001), where 𝜎𝑦 is the yield stress and 𝜎𝑢 is 
the stress at 29% strain as determined in uniaxial compression testing. The ratio 𝜎𝑢/𝜎𝑦 was 
employed as a measure of the strain-hardening characteristics of the material. 
As used in Equations (5.3 and 5.4), the parameter C takes different forms depending on the 
mechanical behavior of the material (Briscoe et al. 1994; Cheng and Cheng 1998; Giannakopoulos 
et al. 1994; Giannakopoulos and Larsson 1997; Larsson et al. 1996). 
An exponential relationship for indentation testing of linear viscoelastic solids is given by (Cheng 
and Yang 2009): 
nheCP             (5.6) 
In their experimental study of rubber and polymers, Briscoe et al. (1994;1998) observed deviations 
of the penetration depth in the initial stage of the indentation curves. Zeng (2001) observed similar 
deviations in indentation testing on a wide variety of materials, including polymers, soft and hard 
metals, ceramics and hard carbides. According to the latter author, these deviations arose from the 
influence of indenter tip defects and contact surface irregularities. To account for the observed 
deviations, Briscoe et al. (1994, 1998) applied the Box-Cox transformation (Box and Cox 1964): 
 nhhCP 0            (5.7) 
where h0 is the displacement offset, which is defined as the true contact indentation depth. 
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Note that Equations (5.7) is a modified form of Meyer’s Law (Meyer 1908), which accounts for 
possible offset displacement. During indentation testing of coatings, Briscoe et al. (1994, 1998), 
Zeng (2001) and Tuck and Korsunsky (2000) frequently observed a load offset, P0, which is 
defined as the true contact indentation load. To consider this effect, Equation (5.7) was modified, 
resulting in: 
 nhhCPP 00            (5.8) 
5.3.1.2 Hardness, Contact Area and Undrained Shear Strength 
The hardness of a material is defined as: 
max
max
A
P
H 
           (5.9) 
where Amax is the true contact area at the maximum load, Pmax. 
During loading, the load, P, divided by the true projected contact area, Atrue, gives the average 
pressure as: 
true
avg
A
P
p             (5.10) 
However, the average pressure is a hardness (see Eq. (5.9)). Hence, combining Eqs. (5.7 and 5.9) 
at the maximum load, gives: 
max
0max
1)(
A
hhC
H
n
           (5.11) 
where hmax is the maximum indentation depth, at the maximum load, Pmax. 
It is now widely recognized that a crucial step in analyzing the P-h curves of indentation is to 
determine the true contact area, Atrue (Zeng et al. 1995). The ideal projected contact area, Aideal, 
during loading is calculated by assuming the contact to be perfect, with no materials sinking-in or 
piling-up on the perimeter of the indented area during loading. From purely geometric 
considerations, for an ideal sharp Vickers indenter (a square pyramid with opposite faces at an 
angle of 136° and edges at 148° and face angle 68°), the ideal projected contact area, Aideal, is equal 
to:  
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25.24 cideal hA            (5.12) 
where hc is the plastic contact depth at the maximum load, taken as (Oliver and Pharr 1992):  
S
P
hhc
max
max            (5.13) 
where 𝜀 = 2/𝜋(𝜋 − 2) is the indenter geometric constant and S = dP/dh is the contact stiffness at 
the start of unloading. 
For conical indenters, the true contact area, Atrue, can be found through the relation:  
 22 tanctrue hA              (5.14)  
Therefore, the size of the final residual imprint is equal to the true projected contact area at the 
maximum load, Pmax. 
If no pile-up or sink-in occurs during the loading cycle of the indentation, Eqs. (5.12 and 5.14) give 
the same result for the same angle α. However, when pile-up or sink-in occurs, some authors, such 
as Zeng et al. (1996), define a surface displacement factor, β as: 


2tan
5.24

true
ideal
A
A
         (5.15) 
A value of  greater than 1 indicates that sinking-in occurred around the indentation imprint. A 
value of 1 indicates that there was no surface displacement (sinking-in or pile-up). For  less than 
1 pile-up occurs during indentation. 
When the Tresca criterion is followed in indentation, the yield stress of a rigid-perfect plastic 
material, σy, can be related to the hardness, H, as:  
yKH             (5.16) 
where 𝐾 is the constraint factor. The value of K has been found to depend on material properties, 
namely, the ratio E/σy, strain hardening, and other parameters (Fischer-Cripps 2011; Tabor 1951). 
As such, K commonly varies between 1.5 and 3. As the undrained shear strength, Su, equals σy/2 in 
a Tresca material, it follows that its value may be determined by combining Eqs. (5.9 or 5.11 and 
5.16), yielding: 
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        (5.17) 
Thus, combining Eqs. (5.11 and 5.14), Su can be derived at the maximum load, through:  
 220max
0max
tan)(3
)( 1
)(
hh
hhC
S
n
u Upper 

         (5.18a) 
for the lower-bound value of K, that is K = 1.5 and  
 220max
0max
tan)(6
)( 1
)(
hh
hhC
S
n
u Lower 

         (5.18b) 
According to Houlsby and Wroth (1982), the hardness (Eqs. 5.16 or 5.17), can also be linked to 
the undrained shear strength through the bearing capacity factor, Nc.  
Houlsby and Wroth (1982) presented a theoretical analysis of cone indentation of rigid plastic 
cohesive soils. Their results consider the adhesion at the soil/cone interface, but not the effect of 
pile-up around the cone tip. As explained later, only the results for smooth cones are of interest in 
the present study. 
5.3.1.3 Unloading Curve and Young’s Modulus 
As with the indentation loading curves, power laws have been used in the fitting of the unloading 
curves. The first researchers to consider the displacement offset, h0, in the fitting of the indentation 
unloading curve were Briscoe et al. (1994). They adapted the Box-Cox transformation (Box and 
Cox 1964) for the fitting of their experimental compliance data through the relation: 
  20
n
hhmP             (5.19) 
where 𝑚 = 𝑔 𝐸𝑟, 𝐸𝑟 is the reduced Young’s modulus, g is a geometric factor, and n2 is the 
hardening exponent of the unloading curve. 
Doerner and Nix (1986) also developed a curve fitting method. They used the Sneddon (Sneddon 
1965) flat punch solution to describe the unloading curve as: 
 0hhSP             (5.20) 
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To obtain the best-fit results of S, Oliver and Phaar (1992) suggested to use the upper one-third of 
the unloading curve. Eq. (5.19) assumes that the contact area remains unchanged during unloading, 
which is true in the case of a punch indenting an elastic-perfect plastic material.  
The unloading P-h curve can also be used to estimate Young’s modulus. This can be done based 
on Sneddon’s work (1965), which relates the slope at the beginning of the P-h unloading curve, S, 
the reduced modulus, Er, and the true contact area, Atrue, as:  
true
r
A
SE


 21
          (5.21) 
where 𝛼 is a constant; 𝛼 = 1.168 for Berkovich indentation (Giannakopoulos et al. 1994; Larsson 
et al. 1996), 1.142 for Vickers indentation (Giannakopoulos et al. 1994; King 1987; Larsson et al. 
1996), and 1.129 for conical indentation (King 1987). 
For rigid indenters, the reduced modulus, Er, in Eq. (5.21) is defined by: 
21 

E
Er            (5.22) 
where E is the elastic modulus and 𝜈 is the Poisson’s ratio of the indented material. 
5.3.2 Analysis of the indentation testing results 
The objective is to develop an analytical solution for indentation testing with different indenters 
that can be used to characterize Champlain Sea Clay, or other similar materials. With such a 
solution, either P or h value could be measured in the field or laboratory, while the other is 
predetermined, and the corresponding undrained shear strength and Young’s modulus calculated. 
The solutions were evaluated using the maximum indenter load, Pmax, and maximum penetration, 
hmax, for all the target loads of each indenter. Some of the analysis is based on P-h curves developed 
by combining the Pmax and hmax data from the various target loads. 
5.3.2.1 Application of Kick’s Law 
 
The most obvious starting point is a form of Kick’s Law as represented by Equation (5.7). To recall: 
  10
n
hhCP            (5.7) 
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where n1 is equal to 2. To apply this solution, it was assumed that the value of C is a constant for 
each indenter. The average value of C for all the target loads of each indenter was calculated using 
Equation (5.7). These values are summarized in Table 5.4. The averages values of C for each cone 
increased from 0.85 to 15.50 with increasing included angle (2).  
Agreement between the experimental results and the analytical solution was determined by visual 
observation of the curves and quantitatively using the relative difference, RD, which is defined by 
the absolute difference between a calculated parameter and a measured parameter, divided by the 
measured parameter: 
 
measured
measuredcalculated
V
VVABS
RD

         (5.23) 
Figure 5.7 presents the experimental results and analytical solutions for Indenters Nos. 1 to 5. Based 
on visual observation, equations (5.7) simulated reasonably well the experimental results for 
Indenters Nos. 1, 2 and 4, but not for Indenter Nos. 3 and 5. As shown on Figure 5.7a, for Indenter 
No. 1 (2= 60°) the analytical and experimental values of P and h are in good agreement, except 
at around 10 N where the experimental results deviate from the measured trend. However, in Figure 
5.7b, for Indenter 3 (2= 80°) the analytical results diverge significantly from the experimental 
results and considerably overestimate the experimental results after about 10 N. 
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Figure 5.7: Comparison of experimental and analytical results using Kick’s Law for Indenters 
Nos. 1 to 5. 
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The average values of RD were 0.16, 0.14, 0.55, 0.15 and 0.32 for Indenters Nos. 1 through 5, 
respectively (see Table 5.4).  
Table 5.4: Average values of C based on Kick’s Law and corresponding average RD values 
 
 
 
 
 
 
 
Given the heterogeneous nature of soil, particularly at small scale, average values of 0.20 or less 
are considered acceptable (Fenton and Griffiths 2008). It is noted that this solution gave acceptable 
results for two of the three sharper indenters and one of the two flatter indenters. 
An attempt was made to find a rational correlation between 2 and C (with n equal to 2). Such a 
correlation is necessary for the implementation of this method in engineering practice. Without a 
rational correlation for C based on 2, this solution can only be implemented in practice in 
conjunction with extensive laboratory testing to estimate and validate C for the indenter and 
material used. Unfortunately, none was found. 
5.3.2.2 A Proposed Analytical Solution 
A new analytical solution was developed based on the following primary assumptions: 
1. As previously noted, the type of metal forming the indenter has no effect on the indentation 
testing. 
 
2. The relationship between P and h is represented by a power law function and can be 
described using Equation (5.7). 
  
3. The value of n1 in Equation (5.7) is a function of the material and is not affected by the 
geometry of the indenter. 
 
Indenter Indenter description Average C Average RD 
1 Steel, 60°, conical 0.85 0.16 
2 Brass, 97°, conical 1.28 0.14 
3 Aluminum, 80°, conical 0.95 0.55 
4 Steel, 139.4°, pyramidal 10.60 0.15 
5 Aluminum, 144.3°, conical 15.50 0.32 
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4. The value of C is Equation (5.7) is a function of the material and the geometry of the 
indenter, is a power law function and can be calculated using: 
 
  1tan naC            (5.24) 
where a is a constant and  is half of the included angle of the indenter. 
The optimum values of n1 and a were found by trial and error. The average of the RD values for all 
the indenters at all target loads for various values of n1 and of a are presented in Table 5.5. 
 
Table 5.5: Average RD values for all indenters at all target loads for various values of n1 and of a 
in the proposed analytical solution. 
 
n1 
Average RD (all indenters) 
a 
1.5 1.75 2 2.25 2.5 2.75 3 3.25 3.5 3.75 4 
0.75 0.66 0.61 0.56 0.50 0.45 0.41 0.38 0.35 0.33 0.31 0.30 
1 0.58 0.52 0.45 0.39 0.33 0.28 0.25 0.22 0.20 0.21 0.22 
1.25 0.47 0.39 0.31 0.23 0.19 0.16 0.17 0.21 0.27 0.35 0.43 
1.5 0.32 0.22 0.18 0.20 0.26 0.33 0.41 0.51 0.61 0.72 0.82 
1.75 0.23 0.26 0.35 0.45 0.56 0.69 0.82 0.96 1.10 1.25 1.40 
2 0.41 0.55 0.70 0.87 1.04 1.23 1.42 1.61 1.80 2.00 2.19 
 
The lowest RD, 0.16, corresponds to an n1 value of 1.25 and an a value of 2.75 with average values 
for the individual indenters varying from 0.12 for Indenter No. 4 to 0.21 for Indenter No. 5. Further 
refinement gave an n1 value of 1.25 and an a value of 2.80. The average RD of all indenters of this 
combination is 0.16. However, the average RD values of the individual indenters vary from 0.13 
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for Indenter No. 4 to 0.19 for Indenter No. 1 (Table 5.6). The analytical solution is within 20% of 
the experimental results for each of the five indenters. 
 
Table 5.6: Average RD values for an n1 value of 1.25 and values of a. 2.75 and 2.80 in the proposed 
analytical solution. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Experimental and analytical results are plotted in Figure 5.8. The analytical results are in good 
agreement with the experimental results, though the analytical results for Indenter No. 1 slightly 
underestimate the value of Pmax. This proposed analytical solution was deemed acceptable and used 
in the subsequent analyses of the experimental results. 
 
 
 
 
 
 
Indenter No. 
Average RD Values 
n1 =1.25 
a = 2.75 
n1 = 1.25 
a = 2.80 
1 0.21 0.19 
2 0.17 0.18 
3 0.12 0.13 
4 0.15 0.15 
5 0.17 0.17 
Average 0.16 0.16 
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Figure 5.8: Experimental and analytical results (a = 2.8 and n1 = 1.25). 
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5.3.2.3 Hardness, Contact Area and Undrained Shear Strength 
As noted, the hardness, H (also known as the hardness number), is a primary material property that 
can be calculated from indentation testing results. The hardness of the clay was calculated using 
Equation (5.9) for all five indenters and is plotted on Figure 5.9 versus the depth of penetration. 
The values of H typically are greater than 1000 kPa when penetration, h, is less than 1 mm, decrease 
rapidly with increasing penetration and become asymptotic at values of h above 4 mm. Note that 
the values of H are higher for the indenters with lower included angles (sharper points). The flatter 
indenters, Nos. 4 and 5 with included angles of 139.4° and 144.3°, respectively, produced the 
lowest values of hardness. It is evident that the hardness is a function of the geometry of the indenter 
and the penetration as well as the material. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 5.9: Hardness profiles versus penetration depth 
 
The higher hardness values of the sharper indenters (Nos. 1, 2 and 3) are probably due to two 
effects; 1) the angles of the normal reactions of the clay on the frictionless surface of the indenters, 
which require more force (P) to produce penetration; and 2) the greater surface area of the indenter 
in contact with the clay, which requires more force (P) to induce deformation. Accordingly, 
corrected hardness values, H’, were calculated using: 
  90cos' 2HH          (5.25) 
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In the above equation, a factor of cos(90° − 𝛼) accounts for the vertical component of the normal 
reaction between the clay and indenter. This supposes that the work on the clay during penetration 
is in the vertical direction. Another factor of cos(90° − 𝛼) accounts for the surface area of contact 
between the indenter and the clay where rupture stresses are induced.  
The corrected hardness values for the five indenters are plotted in Figure 5.10 versus the 
penetration, h. The corrected curves for the flatter indenters (Nos. 4 and 5) are slightly lower than 
the uncorrected curves (Figure 5.9). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 5.10: Corrected Hardness profiles versus penetration depth 
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For the application of Equation (5.17), the lower and upper bound values of Su for the indenters 
versus the penetration, h, are plotted in Figures 5.11A and 5.11B, respectively. As expected, the 
forms of the curves are that same as those of the hardness curves from which they are derived. The 
lower bound values (i.e. K=3) were about 50 kPa at a penetration of 1 mm and decrease to about 
15 kPa at a penetration of 6 mm (Figure 5.11A). The upper bound values (i.e. K=1.5) are about 100 
kPa at 1mm and 32 kPa at 6 mm (Figure 5.11B). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 5.11A: Undrained shear strength profiles of indenter 1 to 5 for K = 3.0. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 5.11B: Undrained shear strength profiles of indenter 1 to 5 for K = 1.5. 
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Based on Houlsby and Wroth (1982), the bearing capacity factors for Indenters 1, 2, 3, 4 and 5 are 
4.47, 4.82, 4.62, 5.17 and 5.27, respectively. Note that Nc increases with increasing included angle 
and for the flatter indenters (Nos. 4 and 5) approaches the classic value of 6.4 for conventional 
(flat) footings. The values of Su versus the maximum penetration are presented on Figure 5.12. The 
Su values vary with maximum penetration, as expected, but very importantly vary significantly 
with the geometry of the indenters. For example, at a maximum penetration of 1 mm the value of 
Su varies from 25 kPa for Indenter 5 to 100 kPa for indenter 1. The results provided by this method 
are not consistent with the known undrained strength of the clay and are not considered below. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 5.12: Undrained shear strength profiles of indenter 1 to 5 for Nc values. 
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mobilized. After this point, the apparent shear strength decreases gradually due to the implication 
of an increasingly larger area of the indenter. Given this, the limit state is attained near the 
intersection of the curved and asymptotic portions of the hardness or undrained shear strength 
graphs. By observation of Figures 5.9 and 5.10, the limit state probably occurs at penetrations of 3 
to 4 mm for all the indenters. 
Additionally, from conventional laboratory testing (consolidated undrained triaxial compression 
and unconfined compression) the undrained shear strength of the clay is known to be about 55 kPa. 
From Figures 5.11A and 5.11B, it is deduced that the limit state was encountered at a penetration 
of 4 mm for all the indenters. Coincidentally, when using a standard Pocket Penetrometer to 
estimate the undrained shear strength of clay the limit state is assumed at a penetration of 4 mm 
(Bradford 1986). 
Based on these findings the undrained shear strength of the clay may be estimated from indentation 
testing as follows. 
1. Conduct indenter testing to a depth, h, of 4 mm and measure the load, P. 
2. Calculate the area of indentation using Equation (5.14). 
3. Calculate the corrected hardness, H’, using Equation (5.25). 
4. Calculate the undrained shear strength, Su, with Equation (17) and K equal to 1.5. 
 
5.3.2.4 Young’s Modulus 
 
The theoretical solutions for the derivation of the Young’s modulus from indentation testing 
presented here rely on the slope of the upper third of the unloading curve, which is assumed to 
represent elastic deformation. It is also assumed that the contact area between the indenter and the 
material remains constant during unloading. From observation of typical curves from the 
indentation tests (Figure 5.6), it is evident that the slopes of the unloading curves are convex and 
that the Young’s moduli calculated from these slopes would be negative. Additionally, the area of 
contact between the indenters and the clay was not constant during unloading. Thus, it was 
determined that the existing theoretical solutions using the unloading part of the P-h curves are not 
applicable in this case. 
A simple empirical relationship for estimating the Young’s modulus from the undrained shear 
strength is proposed. The Young’s modulus of the clay was estimated from laboratory testing and 
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an average value of 15 MPa was obtained based on unconfined compression testing (see Table 
1and Figure 5.2). Consolidated undrained triaxial testing provided an average value of 14.1 MPa 
(Table 5.1 and Figure 5.1). Given that the average undrained shear strength of the clay is 55 kPa, 
a ratio of the Young’s modulus to the undrained shear strength, E/Su, of 265 is assumed for the 
clay. This value is in good agreement with values published by Tavenas et al. (1973) and Bowles 
(1996). 
5.3.2.5 Verification of the analytical solution 
The proposed analytical solution was verified using the indentation test results. The corrected 
hardness, H’, the undrained shear strength, Su, and the Young’s modulus, E, for the clay were 
calculated for each indenter at the appropriate penetration (4mm) or as close as possible using the 
procedures described above. The results are summarized in Table 5.7. 
 
Table 5.7: Verification of analytical solution with experimental results 
 
Indenter  
No. 
2α 
Experimental data Calculations 
h P Area H' Su E 
(deg.) (mm) (N) (mm) (kPa) (kPa) (MPa) 
1 60.0 4.01 10.08 16.84 149.72 49.91 13.23 
2 97.0 4.11 18.26 67.78 151.13 50.38 13.35 
3 80.0 3.69 10.01 30.11 137.37 45.79 12.13 
3 80.0 4.50 12.19 44.78 112.48 37.49 9.94 
4 139.4 1.61 20.30 59.48 300.22 100.07 26.52 
5 144.3 1.50 22.84 68.12 303.80 101.27 26.84 
 
For Indenter Nos. 1 (2= 60°) and 2 (2= 97°) penetration to 4.01 mm and 4.11 mm resulted in 
loads of 10.08 N and 18.26 N, respectively. The corresponding calculated values of Su and E are, 
respectively, 49.9 kPa and 13.23 MPa for Indenter No. 1 and 50.4 kPa and 13.35 MPa for Indenter 
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No. 2. These values are in reasonable agreement with those from conventional testing (Su = 55 kPa 
and E = 14.6 MPa). 
 
For Indenter No. 3 (2=80°) the closest measured values of penetration are 3.69 mm and 4.50 mm 
and the associated measured loads are 10.01 N and 12.19 N, respectively. For a value h of 3.69 mm 
the calculated value of Su is 45.8 kPa and of E is 12.12 MPa.  These are somewhat lower than the 
values from laboratory testing, yet still acceptable. For 4.50 mm of penetration, values of Su and E 
of 37.5 kPa and 9.94 MPa, respectively, were calculated. These are quite low and are not considered 
to be acceptable. 
The testing with Indenter Nos. 4 and 5 attained maximum penetrations of 1.61 mm and 1.50 mm, 
respectively. As noted, this amount of penetration is not sufficient to induce a limit state in the clay 
around the indenter and the calculated values of Su and E should be significantly higher than the 
actual values. The calculated values of Su and E for Indenter Nos. 4 and 4 are about 100 kPa and 
27 MPa, respectively, and are not appropriate. 
 
5.4 Discussion and Conclusion 
An extensive series of indentation tests using conical indenters with five apical angles was carried 
out on undisturbed specimens of Champlain Sea Clay. Based on these findings the undrained shear 
strength of Champaign Sea Clay may be estimated from indentation testing as described herein. 
Existing analytical and theoretical solutions were applied to deduce the hardness, undrained shear 
strength and Young’s modulus of the clay from the indentation results. However, it was found that 
these properties could not be accurately deduced from these existing solutions because they do not 
adequately consider the behavior of the clay, the shape of the indenter or the depth of penetration 
necessary.   
An innovative analytical solution to deduce the mechanical properties by means of a power law 
relationship from experimental indentation P–h data is proposed. With the proposed solution, it 
was determined that 4 mm of penetration is necessary to reach a limit state at which the hardness, 
undrained shear strength and Young’s modulus could be estimated. It was also found that the 
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coefficients used to deduce these properties are dependent on the material and the geometry of the 
indenter. 
A simple correlation between the undrained shear strength, Su, and the Young’s modulus, E, was 
proposed. This correlation is similar to those proposed by others. 
An important advantage of indentation testing is the low cost and speed of the testing and the fact 
that the equipment used, except for the indenters, is readily available in most geotechnical 
laboratories. This means that many such tests can be conducted in a cost-effective manner and a 
statistical distribution of the strength and stiffness of a clay layer can be established for numerical 
or probabilistic analysis. 
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Abstract 
This paper presents a description and the results of instrumented macro-scale laboratory indentation 
testing of Champlain Sea Clay with a stainless steel, flat-tipped, cylindrical indenter. The results 
of the tests were analyzed using published analytical solutions for the indentation testing of elastic-
plastic materials. The relationship between the depth of indentation, h, and the load on the indenter, 
P, the hardness, the undrained shear strength and the Young’s modulus of the clay were determined 
from these methods. The undrained shear strength and Young’s modulus were compared to values 
from conventional geotechnical testing. Indentation testing was simulated numerically using the 
finite element method. The clay was modeled using the conventional Mohr-Coulomb elastic-plastic 
model. The distribution of total vertical stress below the indenter from the simulations compared 
well with an analytical solution based on elastic theory. The simulations using material properties 
derived from the conventional geotechnical tests (Set 1) and derived from the indentation testing 
(Set 2) with a Poisson’s ratio of 0.49 (undrained loading) did not produce load-penetration (P-h) 
curves in good agreement with the curves from indentation testing. However, simulations with the 
material properties derived from indentation testing and a Poisson’s ratio of 0.2 (drained loading), 
produced load-penetration curves in good agreement with the indentation testing results. 
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Keywords: Indentation tests, cylindrical flat-ended indenter, Champlain Sea clay, elastic-plastic, 
numerical simulation. 
6.1 Introduction 
Indentation techniques have recently attracted much attention for the evaluation of the mechanical 
properties of material from nano to micro-scale (Fisher-Cripps 2009; Hu et al. 2015; Wang et al. 
2011). Historically, indentation techniques were used to measure material surface hardness, an 
important material characteristic. Hardness testing was the first material testing practice from 
1600s in geology and engineering through the scratching hardness testing methods. The theoretical 
development for indentation of materials was first carried out by Hertz (1882) when he developed 
the linear elastic theory solution between two spheres in contact. However, the quantitative scales 
of hardness and related measurement methods were proposed only after a century or so. Based on 
Hertz’s proposal, the first modern technique for measuring the hardness number of metals is due 
to Brinell in 1900, who used a hard steel ball as the indenter (Brinell 1900). Several other hardness 
tests were then developed, including the Rockwell, Vickers, Knoop, and Berkovich tests, and 
different shapes of indenters have since been adopted (Fischer-Cripps 2007; Mott 1956; Tabor 
1951). 
The mechanical properties generally estimated using indentation testing are hardness, strength and 
Young’s modulus. Indeed, indentation hardness tests measure the resistance to permanent 
deformation of a material when subjected to a combination of triaxial compressive stress and steep 
stress gradients, which provide a convenient and nondestructive means of estimating the strength 
properties (yield strength and ultimate tensile strength) of metals (Datsko 1966, 1977; Ramaekers 
and Veenstra 1970; Zhang et al. 2011).  
Recently, research on the plasticity of materials measured by nano-indentation tests has drawn the 
attention of investigators in the industrial sectors. For example, in  Stronge (1990) a potential 
function approach was used to determine the stress field distribution within a planar anisotropic 
half-space indented by a punch. A comparison between the von Mises and Hill criteria was made 
and it was suggested that the distribution of yielding beneath a punch is highly sensitive to the 
anisotropy of the yield criterion. Experimental and theoretical analysis of elastic–plastic 
indentation using a cylindrical indenter was conducted by Wright et al. (1992). The objective was 
96 
 
the determination of the deep penetration response of polycarbonate. They found that the average 
pressure on the indenting end of the penetrator is equal to 4–5 times the tensile yield stress and is 
independent of nose shape and penetrator diameter. A model of deep penetration was developed in 
which the existence of an outer elastic zone, a plastic zone, and a hackle zone surrounding the 
penetrator was assumed. Utilizing the general solution of transversely isotropic piezoelectricity, 
Chen (1999) analyzed the problem of an inclined rigid circular flat punch indenting a transversely 
isotropic piezoelectric half-space and derived exact expressions for the elastic-electric field. A 
solution corresponding to a flat circular punch centrally loaded by a concentrated force was 
obtained as a special case. Chen (1999) explained that cylindrical punch indentation offers 
significant advantages over pointed indentations (e.g. Vickers, Berkovich or Knoop) for materials 
that do not exhibit linear elastic behavior. Using finite element analysis (FEA), Xu and Pharr (2006) 
simulated indentation stress characteristics of thin film/substrate systems by flat cylindrical 
indenters. Their results showed that friction between the indenter and the specimen had little 
influence on the test and the thickness of the thin film greatly influenced the test, thus thinner films 
need to have smaller indentation depths. Yang and Ke (2008) investigated the two-dimensional 
frictionless contact problem of a coating structure consisting of a surface coating, a functionally 
graded layer and a substrate under a rigid cylindrical punch. To approximate the through-thickness 
variation, a piecewise linear multi-layer model was used and the graded layer was divided into sub-
layers whose shear moduli were assumed to vary linearly. They conducted a parametric study, 
showing that both normal contact pressure and stress fields in the structure are significantly 
influenced by the shear modulus ratio and the thickness ratio of the graded layer but are less 
sensitive to the shear modulus gradient index of the graded layer whose shear modulus follows a 
power law variation. Motivated by  Chen et al. (2011) where it was shown that the characteristic 
molding pressure H increased significantly with decrease in punch width, for widths less than 25 
μm, Guha et al. (2014) used a flat punch and conducted numerical simulations within the 
framework of a finite deformation higher order strain gradient model. They found that very narrow 
punches have fairly uniform plastic strain with severe concentration of strain gradients and large 
contact stresses close to the edges, while wider punches behave in a manner closely resembling the 
predictions of classical plasticity. Hu et al. (2015) investigated on micro to nano-indentation of 
aluminum alloy, low carbon steel, and alloy steel by a cylindrical flat-tip indenter. A micro to nano-
indentation solid model was constructed and computer modelling conducted. An innovative 
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approach was proposed to characterize the material’s elastic–plastic properties. A mechanical 
model proposed for directly extracting the yield strength of the tested materials, based on the hemi-
spherical stress–strain distribution assumption, was analytically derived and numerically validated. 
In this research, an approach using macro indentation testing with a flat-ended cylindrical steel 
punch coupled with computer simulations to characterize undisturbed specimens of Champlain Sea 
clay is presented. A simple device will be used for indentation investigation of specimens of the 
clay. which were also characterized using conventional geotechnical laboratory testing. Analytical 
and empirical solutions will be used to evaluate the indentation testing data, specifically at 
maximum loading and displacement data points, for the determination of the hardness, Young’s 
modulus and undrained shear strength of the clay. Comparisons will be made between conventional 
geotechnical testing and indentation test results on clay samples. A FEA indentation model was 
constructed and numerical simulations of the indentation tests were conducted. The results of 
numerical simulations are compared to and validated by experimental results. 
6.2 Indentation theory 
6.2.1 Elastic model 
The problem of a semi-infinite, elastic half-space with a flat surface indented by a cylindrical punch 
(or indenter) whose axis is normal to the surface of the medium has an important practical 
significance. It is, for example, encountered in the analysis of foundations where the elastic 
medium simulates the ground and the punch simulates a footing. 
Boussinesq (1885) was the first to investigate this problem. He used potential theory to provide the 
contact pressure distribution for an axially loaded rigid, flat-ended punch with an elliptical cross 
section.  It took another fifty years to see substantial progress in this domain. Love (1939) found 
the solution for indentation by a right-circular cone. Unfortunately, it was not easy to extend this 
solution to other forms of punches. A very considerable advance in the study of axisymmetrical 
punches of otherwise arbitrary shapes indenting an elastic half-space was made by Schubert (1942), 
who found the expression for the distribution of contact pressure below the indenters by reducing 
the contact problem to that of solving a pair of relatively simple integral equations. Schubert 
verified his solution using several examples.  Following Schubert’s work, Harding and Sneddon 
(1945) also treated the axisymmetrical problem reducing it to that of dual integral equations 
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different from those developed by Schubert. They presented solutions for a flat punch, a cone and 
a sphere. Sneddon (1946) and then Barquins and Maugis (1982) theoretically determined the stress 
field due to a cylindrical, flat indenter for perfectly elastic indentation. 
Briefly, the results of the Sneddon (1946) solution for frictionless indentation of an elastic half-
space by a flat-ended cylindrical punch (see Fig. 6.1), can be summarized as follows.  
 
 
 
 
 
 
 
Figure 6.1: (a) Schematic of indenter and specimen surface geometry at full load and full unload 
for cylindrical punch indenter. (b) Load versus displacement for elastic–plastic loading followed 
by elastic unloading. hr is the depth of the residual impression, hmax is the depth from the original 
specimen surface at maximum load Pmax, he is the elastic displacement during unloading, and ha is 
the distance from the edge of the contact to the specimen surface, here equal to hmax for 
cylindrical indenter (from Doerner and Nix, 1986). 
 
The contact area is assumed to be circular and equal to the indenter tip area (radius a). The 
mechanical boundary conditions for the formulation for the local system r - z (where r is the radial 
distance and z is the vertical axis) when z = 0 are as follows:  
  ,00, rz    r > a 
  ,00, rrz    0 ≤ r ≤ a (absence of friction)      (6.1) 
  ,0, hruz      0 ≤ r ≤ a (h is the indentation depth) 
The first condition stipulates that the free surface outside the contact region has no normal stress 
(σz) acting on it. The second condition indicates the absence of friction between the indenter and 
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the half space. The third condition limits the displacement in the z direction (uz) to be perpendicular 
to the flat face of the punch. Since the punch has a sharp edge, σz → ∞ when r = a. As explained 
by Timoshenko et al. (1951), this last condition determines a very localized plasticity on the edge 
that does not invalidate the effectiveness of the elastic relationships found, in particular, the load-
displacement and the contact pressure equations. Timoshenko et al. (1951) also demonstrated that 
the pressure distribution under a rigid cylindrical punch on a semi-infinite body, σz (r ≤ a, z = 0), 
is given by: 
 
2 2
,0
2
z
P
r
a a r




                    (6.2) 
where a is the punch radius, is P the applied load and r is the distance from the center of the 
punch. 
At the center of the punch, the pressure is minimum and is expressed as: 
 
2min 2
0,
a
P
rz

            (6.3) 
In the linear region the displacement under the punch, h, is proportional to the load and is given 
by: 
 
aE
P
h
2
1 2
            (6.4) 
where 𝜈 is Poisson’s ratio and E, Young’s modulus. 
6.2.2 Elastic-plastic models  
Indentation models with plasticity are much more complex. As explained by Hu et al. (2013, 2015), 
a mechanical model for the analysis of elastic–plastic indentation, which avoids the numerical 
complexities of FEA, follows an early suggestion of Bishop et al. (1945) that was developed by 
Marsh (1964) and Johnson (1970, 1985). It is based on the observations of Samuels and Mulhearn 
(1957) and Mulhearn (1959) that the subsurface displacements produced by any blunt indenter are 
approximately radial from the point of first contact, with roughly hemi-spherical contours of equal 
strain. Such a mechanical model of elastic–plastic indentation by a cylindrical flat-ended punch is 
shown in Fig. 6.2.  
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Figure 6.2: Schematic of the mechanical model of an elastic–plastic indentation by a cylindrical 
flat-tipped indenter (from Hu et al., 2015). 
In this model, when disregarding material plasticity (considering a perfect elastic model), Hu et al. 
(2013, 2015)  found that the pressure on the contact surface of the indenter, p, is a function of  
Young’s modulus, E, and Poisson’s ratio, 𝜈, of the specimen, the ratio of the indentation depth to 
the indenter radius h/a, the ratio of the radial position to the indenter radius r/a, in which the 
pressure is proportional to E and h/a, and can be represented by: 
   2130 1,,,,,













ar
a
h
Ep
a
r
a
h
Ep         (6.5) 
where p0 is the pressure at the center point of the contact area, as shown in Fig. 6.2. Here, Eq. (6.5) 
indicates that the indenting pressure, p, at the indenter edge, r = a, is infinite.  
Therefore, the total load on the indenter can be derived by integration of the pressure over the 
contact surface as: 






 
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




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h
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EpP
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,,72.12,,, 0
2
0        (6.6) 
Moreover, in this model, the contact surface of the indenter is enclosed in a hemi-spherical “core” 
of radius a. Inside the core there is assumed to be a hydrostatic component of stress, ?̅?. Outside the 
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core, it is assumed that the stresses and displacements have radial symmetry in the elastic–plastic 
body, which contains a spherical cavity under pressure ?̅?. This phenomenon, analogous to a 
homogeneous sphere (internal radius a and external radius b, where b is infinitely large), is made 
of an elastic perfectly plastic material. Beginning from an initial stress-free state, the internal 
pressure on radius a increases from 0 to ?̅?, producing an elastic deformation field, and no limitation 
is placed on the expansion of the sphere. As the body’s geometry and the loading show a spherical 
symmetry, and the material’s behavior is isotropic, the stress solution is developed in a spherical 
coordinate system (r, 𝜃, 𝜑).Thus, the elastic solution (Cheng and Cheng 2004; Timoshenko 1934) 
is : 
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where 𝜎𝑟, 𝜎𝜃 are respectively the radial and the circumferential stress. 𝑢𝑟 is the radial displacement. 
When the hydrostatic pressure ?̅? reaches the elastic limit, ?̅?𝑒, the onset of plastic flow begins. Both 
von Mises and Tresca criteria give the same yield condition: 
yer p
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3
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33
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        (6.8) 
The first plastic zone is then situated in r = a, and the value of the pressure ?̅?𝑒 is: 
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Thus, when the internal pressure ?̅? becomes greater than ?̅?𝑒, a natural assumption is that the plastic 
zone occupies a region for which a < r < c, where c > a. While the region c < r < b remains 
elastic. The component 𝜎𝑟 is continuous at the limit between the elastic and the plastic zone, r = c, 
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and at this point, the radial stress, 𝜎𝑟, that corresponds to the onset of plastic flow for a hollow 
sphere of external radius b and internal radius c, is given by: 
  ycrr
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3
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         (6.10) 
The stress components in the elastic zone are then expressed by Eq. (6.7), where a is substituted 
by c and ?̅? by −𝜎𝑟(𝑟=𝑐), that is: 
,1
3
2
3
3
3
3
yr
r
b
b
c









  
,1
23
2
3
3
3
3
y
r
b
b
c
  







         (6.11) 
    ,
22
121
3
2 3
3
3
Er
b
r
b
c
u
y
r










  
The equilibrium equation in the plastic zone, a < r < c, is: 
  02  r
r
rdr
d


          (6.12) 
and the yield criterion becomes: 
  yr             (6.13) 
As a result, 
  dryr  ln2 ,          (6.14) 
where the integration constant d can be estimated by the continuity condition of the stress  𝜎𝑟 at r 
= c in Eq. (6.10). So, in the plastic zone, the stress components are: 
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Moreover, in the plastic zone, for r = a,  𝜎𝑟(𝑟=𝑎) = ?̅?, so that 
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As mentioned above, it is assumed that the internally pressurized homogeneous sphere is 
infinitely large, that is, b ≫ c, thus, the c/b term can be ignored. Thereby, Eq. (6.17) becomes: 
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As a result, according to Hu et al. (2013), the total indentation load, P, at the given hydrostatic 
pressure ?̅? by Eq. (6.18), is: 
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or  
yy
kA
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where k is a modifier determined from calibration testing or modelling and is equal to: 
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6.3 Laboratory characterization of the Champlain Sea Clay 
The soil investigated in this study is Champlain Sea Clay from a deposit in the City of Beloeil 
(Quebec), south of Montreal.  Cubic blocs, 300 mm in size, were manually excavated from a 3.5-
m-deep test pit. After sealing with wax, the blocks were wrapped in fabric, transported and stored 
in climate-controlled conditions in the Soil Mechanics Laboratory of Polytechnique Montréal. 
Detailed laboratory geotechnical tests were conducted to characterize the Champlain Sea Clay, 
including relative density measurements, grain-size distribution analyses, Atterberg limits, 
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consolidation testing, Swedish standard fall cone tests, unconfined compression (UU) tests, and 
consolidated undrained triaxial compression (CIU) tests. The main geotechnical characteristics of 
the clay are presented in Figs. 6.3 and 6.4 and Table 6.1. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 6.3: Stress-strain curves from unconfined compression testing of the Champlain Sea Clay 
- (three tests). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 6.4: Stress-strain curves from isotropically consolidated, undrained compression triaxial 
testing of the Champlain Sea Clay. 
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Table  6.1: Summary of the properties of the Champlain Sea Clay from conventional laboratory 
geotechnical testing. 
Parameter Range of values Average value 
 
Relative density, Gs 2.71 - 2.76 2.74 
Void ratio, e0 1.41 - 1.74 1.6 
Natural water content, WN (%) 43.7 - 63 53.5 
Casagrande method (55 tests) 
Liquid limit, WL (%) 40.4 – 68.0 54,2 
Plastic limit, WP (%) 20.4 - 33,6 27 
Plasticity index, IP (%) 14.0 - 47.62 30.76 
Liquidity Index, IL    0.51 - 1.93 1.22 
Consistency index, IC   0.05 - 0.5 0.27 
Consolidation oedometer tests (5 tests) 
Preconsolidation pressure, 𝜎𝑃
,
 (kPa)   131 - 145 143.2 
Overconsolidation ratio, OCR  5.75–8.43 6.78 
Compression index, Cc 0.05 - 0,86 0.40 
Swedish standard fall cone (4 tests) 
Undrained shear strengths, Su (kPa) with 400g, 30° cone 44 - 90 67 
Undrained shear strengths, Su (kPa) with 100g, 30° cone 40.4 - 74.45 57.43 
Remolded shear strengths, Sur (kPa) with 60g, 60° cone 4.1- 4.56 4.33 
Sensitivity, St1= Su (400g, 30°) / Sur (60g, 60°) 10.73 - 19.74 15.47 
Sensitivity, St2= Su (100g, 30°) / Sur (60g, 60°) 9.85 - 16.33 13.3 
Unconfined compression tests (4 tests) 
Undrained shear strength, Su (kPa) 51 - 65.9 56.66 
Tangent modulus, ET (MPa)   15.0 (3 tests) 
Consolidated isotropically undrained (CIU) triaxial tests (4 tests) 
Consolidation stress, ’3 (kPa) 26.0 - 80.0 - 
Undrained shear strength, Su (kPa) 47.51 - 65.69 - 
Tangent modulus, ET (MPa)   11.4 – 16.0 14.1 
Activity 
0.5 
 
Using the Unified Soil Classification System (USCS), the soil is moderately to highly plastic silty 
clay and has an activity, A, of 0.5. It sensitivity suggests that it is moderately sensitive. 
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6.4 Indentation tests  
6.4.1 Equipment and specimen preparation 
The indenter used in this study is a polished stainless-steel, flat-ended cylindrical indenter (see Fig. 
6.5).  
 
 
 
 
 
Figure 6.5: Photo of the cylindrical, flat-ended indenter. 
The indentation testing was performed using a computer-controlled loading frame. The speed of 
the platen can vary from 0.0001 to 5.0 mm/min. An LVDT with a precision of 0.0075 mm and a 
course of 5 mm was used to monitor the penetration of the indenter into the surface of the clay. 
The testing set-up is shown in Figure 6.6. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 6.6: The indentation test set-up. 
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Clay specimens were placed into 63-mm diameter, 13 mm high steel oedometer rings to provide 
lateral confinement during testing. 
6.4.2 Testing procedure  
Indentation testing followed ISO standard 14577-1, “Instrumented indentation test for hardness 
and materials parameters”, (ISO 2003). The procedure used was: 1) The oedometer ring containing 
the specimen was placed on the lower platen of the loading frame such that indenter was located 
above the center of the specimen; 2) The indenter was connected to the upper platen of the loading 
frame and coated with graphite to minimize friction between the indenter and the specimen; 3) The 
specimen was raised into contact with the indenter; 4) The LVDT was fixed to measure the vertical 
displacement of the indenter relative to the surface of the clay; 5) The indenter advanced into the 
specimen by moving the lower platen upwards at a rate of 0.5 mm/minute until the maximum or 
target load was achieved; 6) Penetration was held constant for 6 seconds at the target load; 7) The 
indenter was withdrawn from the specimen at a rate of 0.5 mm/minute until the load on the indenter 
returned to zero. 
The load on the indenter and the penetration depth were continuously recorded during the testing 
cycle. The target loads varied from 4 to 90 N. One cycle of testing was conducted per specimen. 
6.4.3 Indentation tests results  
Twenty tests were conducted on 20 specimens of Champlain Sea Clay. Fig. 6.8 presents typical P 
– h curves from the indentation testing at different target loads. The load on the indenter, P, 
increased continuously with penetration into the clay, h. For each test in this figure, the maximum 
values of P and h (Pmax and hmax) occurred at the end of the loading phase. The value of P remained 
constant during the 6 second pause. During this pause, there was a minor amount of additional 
penetration generally less than 0.1 mm, which is attributed to consolidation of the clay specimen. 
The unloading curve is characterized by a relatively rapid decrease in P upon withdrawal of the 
indenter to a value of 0, where hf , the final or residual penetration depth, was slightly less than the 
hmax. It’s evident that most of the deformation that occurred was plastic and that elastic deformation 
(hmax - hf) was minor. A minor pile-up of disturbed clay adjacent to the indenter during loading was 
observed. 
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Figure 6.7: Indentation P-h curves at different target loads 
From the curves in Fig. 6.7, , it is evident that for all target loads, the shape of the loading segment 
of the P – h curves (see Fig. 6.7) does not resemble that in Fig. 6.1b. This suggests that the material 
experiences plastic deformation as soon as the indenter encounters the specimen. It also indicates 
that, the unloading part of the P – h curves exhibit generalized soil damage. 
6.5 Analysis of indentation test results 
Test results were analyzed using a variety of existing analytical solutions, which are described 
below. 
6.5.1 Methods of Analysis based on indentation theory 
6.5.1.1 Loading curves  
A power law to relate the indentation load to displacement was proposed by Meyer in l908 (Attaf 
2004; Pharr et al. 1992):  
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1nChP            (6.22) 
where C is a load-independent geometric factor representing a measure of the indentation 
compliance and n1 is known as Meyer’s index or the hardening exponent of the loading curve. The 
parameters P and h, respectively, represent the indentation load and the indentation depth. 
Using Meyer’s Law to fit the unloading indentation response, Oliver and Phaar (1992) found a 
value of n1 of about 1.0 for a flat punch indenting thin film materials.  In their experimental study 
of rubber and polymers, Briscoe et al. (1994; 1998) observed deviations of the penetration depth 
in the initial stages of the indentation curves. Zeng and Chiu (2001) observed similar deviations in 
indentation testing on a wide variety of materials, including polymers, soft and hard metals, 
ceramics and hard carbides. According to the latter author, these deviations arose from the 
influence of indenter tip defects and contact surface irregularities. To account for the observed 
deviations, Briscoe et al. (1994, 1998) applied the Box-Cox transformation (Box and Cox 1964): 
  10
n
hhCP            (6.23) 
where h0 is the displacement offset, which is defined as the true contact indentation depth. 
6.5.1.2 Hardness, undrained shear strength and maximum pressure 
Based on Pharr et al. (1992) and Fischer-Cripps (2011), the hardness number of a material can be 
defined as: 
max
max
A
P
H             (6.24) 
where Amax is the true contact area at the maximum load, Pmax. For a flat-ended cylindrical indenter, 
the contact area is constant. Therefore, there is no need to correct the area of the contact with 
respect to depth of penetration as with a conical indenter. 
During loading, the load, P, divided by the contact area, A, gives the average pressure, pmean. 
However, the average pressure is a hardness (see Eq. (6.24)). Hence, combining Eqs. (6.11 and 
6.13) at the maximum load, gives: 
1
max 0
max
( )
n
mean
C h h
H p
A

           (6.25) 
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where hmax is the maximum indentation depth, at the maximum load, Pmax. 
When the Tresca criterion is applied to indentation, the yield stress of a rigid-perfect plastic 
material, σy, can be related to the hardness, H, as:  
yKH             (6.26) 
where K is Bishop’s constraint factor. commonly varying between 1.5 and 3 (Bishop et al. 1947). 
The value of K has been found to depend on material properties, namely, the ratio E/σy, strain 
hardening, and other parameters (Fischer-Cripps 2011; Tabor 1951). As the undrained shear 
strength, Su, equals σy/2 in a Tresca material, it follows that its value may be determined from Eq. 
(6.26) at maximum load as: 
          
           (6.27a) 
 
for the upper-bound value of K, that is K = 1.5 and  
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for the lower-bound value of K (ie., K = 3).   
Assuming a Tresca yield condition without friction, Shield (1955) found the exact solution for an 
axisymmetric flat punch. With σy equal to 2Su it follows a maximum pressure of 6.4 Su will occur 
at the center of the punch, a minimum pressure of 5.14 Su at the periphery, and an average pressure 
of 5.69 Su. According to Johnson et al. (1965), the maximum pressure, pmax, under the punch can 
also be expressed as: 
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where G is the shear modulus. 
According to Houlsby and Wroth (1982), the hardness, Eq. (6.24) or Eq. (6.25), can also be linked 
to the undrained shear strength through the bearing capacity factor, Nc. These authors presented a 
theoretical analysis of cone indentation of rigid, cohesive soils. Their results, shown in Fig. 6.8, 
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consider the adhesion at the soil/cone interface, but not the effect of pile-up around the cone tip. 
As explained later, only the results for smooth cones are of interest in the present study. Theoretical 
results obtained by Lockett (1963) and Chitkara and Butt (1992) are also included in Fig. 6.8. The 
term 2α in Fig. 6.8 corresponds to the apical angle of the indenter. For a flat indenter 2 is 180°. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 6.8: Bearing capacity factors for rigid, cohesive soils. 
6.5.1.3  Young’s modulus  
As noted in earlier, the unloading part of the P – h curves from indentation testing and presented 
in Fig. 6.7 exhibit generalized soil damage. Thus, soil properties where deduced only from the 
loading part of the P – h curves. 
Analyzing the flat punch indentation, Sneddon (1951) proposed the following relation that links 
the penetration depth, h to Young’s modulus: 
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           (6.29) 
where h = hmax – h0 is the indentation depth and 𝜈 and E, are respectively the Poisson’s ratio and 
the Young’s modulus of the tested material.  
 Using Eq. (6.29), the Young’s modulus of the material can be calculated as: 
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Note that for rigid indenters, the reduced modulus, E*, can be defined as: 
21 

E
E            (6.31) 
Sneddon (1965) demonstrated that for the case of a purely elastic material, the parameter C in Eq. 
(6.22) or Eq. (6.23) is equal to: 
 
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cot4G
C            (6.32) 
6.5.2 Analysis of indentation testing results 
The methods of analysis described above were applied to the indentation test results to derive the 
hardness, H, the reduced modulus, E*, Young’s modulus, E, and the undrained shear strength, Su. 
The analyses are described below and summarized in Table 6.2 and Fig. 6.9. 
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Table 6.2: Indentation testing data for different target loads (Pmax). 
Pmax : Maximum load on the indenter; hmax : Maximum depth of penetration of the indenter; h0: Displacement offset;  E: Young’s modulus (see Eq. (30)); E*: Reduce 
modulus (see Eq. (31)); H: Hardness (see Eq. (25)); Su (Upper): undrained shear strength estimated with the of Bishop’s constraint factor K of 1.5 (see Eq. (27a));  Su 
(Lower): undrained shear strength estimated with the of Bishop’s constraint factor K of 3 (see Eq. (27b)); Su (Maen- Shield 1955): undrained shear strength estimated following 
Shield’s (1955) average pressure expression that is pmean = 5.69 Su; Su (Max-Shield 1955): undrained shear strength estimated following Shield’s (1955) maximum pressure 
expression that is pmax = 6.4 Su; Su (Nc) :  undrained shear strength estimated through Houlsby and Wroth (1982) bearing capacity factor, Nc for 2α = 180° (see Fig. 
9); Pmax (Analytical): Maximum load derived from Meyer power law (see Eq. (23)). 
 
Pmax (N) 
hmax 
(mm) 
h0 
(mm) 
Pmax (Analytical) 
(N) 
E (kPa) E* (kPa) H (kPa) 
Su (Upper) 
(kPa) 
Su (Lower) 
(kPa) 
Su (Mean- 
Shield 1955) 
(kPa) 
Su (Max-
Shield 1955) 
(kPa) 
Su (Nc) 
(kPa) 
3.594 0.085 0.031 9.74 6899.51 9198.20 31.15 10.38 5.19 5.47 4.87 5.47 
4.010 0.124 0 20.10 6081.91 8109.22 64.30 21.43 10.72 11.30 10.05 11.30 
7.266 0.164 0 25.45 5837.35 7783.14 81.42 27.14 13.57 14.31 12.72 14.31 
16.069 0.116 0.015 16.83 6272.38 8363.17 53.85 17.95 8.975 9.46 8.41 9.46 
23.752 0.138 0.002 21.67 6002.80 8003.72 69.33 23.11 11.55 12.18 10.83 12.18 
37.295 0.345 0.01 46.80 5505.84 7341.12 149.71 49.90 24.95 26.31 17.81 20.03 
38.701 0.396 0.152 35.63 5250.87 7001.16 113.97 37.99 19.00 20.30 23.39 26.31 
42.998 0.415 0.066 48.51 5218.10 6957.45 155.20 51.73 25.87 27.28 24.25 27.27 
54.627 0.472 0.122 48.60 5216.43 6955.24 155.48 51.83 25.91 27.33 24.29 27.32 
64.498 0.568 0.003 73.02 4860.10 6480.10 233.58 77.86 38.93 41.05 36.50 41.05 
80.788 0.718 0.147 73.71 4852.13 6469.51 235.79 78.60 39.30 41.44 36.84 41.44 
82.833 0.715 0.156 72.34 4868 6490.67 231.40 77.14 38.57 40.67 36.16 40.67 
   Average 5338.51 7118 155.37 51.80 25.90 27.31 24.28 27.31 
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Figure 6.9: Indentation testing data with varying indentation depth. (a) maximum load; (b) 
hardness; (c) Undrained shear strength; and (d) Young’s modulus. 
 
y = 118,79x0,8519
R² = 0,942
0
10
20
30
40
50
60
70
80
90
0 0,2 0,4 0,6 0,8
P
m
a
x
(N
) 
hmax-h0 (mm) 
Pmax Experimental
Pmax  Analytical
Puissance (Pmax
Experimental)
0
50
100
150
200
250
300
0 0,2 0,4 0,6 0,8
H
( 
k
P
a)
 
hmax-h0 (mm) 
(a) (b) 
0
10
20
30
40
50
60
70
80
90
0 0,2 0,4 0,6 0,8
S
u
(k
P
a)
 
hmax-h0 (mm) 
Su (Upper)
Su (Lower)
Su (Mean-Shield 1955)
Su (Max - Shield 1955)
Su (Nc)
(c)
4000
6000
8000
0 0,2 0,4 0,6 0,8
E
 (
k
P
a)
 
hmax-h0 (mm) 
(d) 
115 
 
6.5.2.1 Loading Curves  
The objective was to find an analytical solution corresponding to the experimental P - h curves. 
When examining the loading part of the load-displacement curves, indentation testing with the 
same loading speed rate for different target loads leads to different P – h curves. This is possibly 
due to the heterogeneity of the soil. When attempting to fit loading P – h curves to Meyer’s law 
(Eq. 6.23), the derived n1 was about 1.7, which differs from the value of 1 found by Oliver and 
Pharr (1992) for thin film.  
As mentioned above, because the material under investigation exhibits plasticity upon penetration 
by the indenter, it was decided to analyze the experimental results of the maximum P - h data 
points. The experimental Pmax - hmax data points were fitted to Meyer’s Law to produce an analytical 
P-h solution. This data and the solution are presented in in Fig. 6.9a. Visual observation of this plot 
shows that there is a good agreement between experimental P-h result and the analytical solution 
for C of 118.79 and n1 of 0.852 with a coefficient of determination, R
2, of 0.94. The analytical 
solution was used in the derivation of the other mechanical’s parameters, the hardness, H, the 
undrained shear strength, Su and Young’s modulus, E, described below. 
6.5.2.2 Hardness, undrained shear strength and maximum pressure distribution 
The hardness number of the clay was computed from the indentation Pmax - hmax data points using 
Eq. (6.25) and the resulting curve is presented in Fig. 6.9b. Globally, the hardness number 
computed follows the Pmax versus hmax trends and increases with the penetration depth.  Thus, the 
H values vary from 31.15 kPa at 0.05 mm to 235.8 kPa at 0.57 mm. 
The Su values of the clay were computed from indentation data by means three methods. First, they 
were calculated considering the Tresca criterion using Eq. (6.27) with lower and upper values of K 
of 1.5 and 3 respectively. Secondly, they were deduced from Shield (1955) mean and maximum 
pressure equations presented in Section 6.5.1.2. Thirdly, they were estimated applying the bearing 
capacity theory with the bearing capacity factor, Nc, developed by Houlsby and Wroth (1982). 
Fig. 6.9c presents the results of the undrained shear strength of the clay derived from the three 
computation methods. As expected, the shapes of the Su curves from the tree computation methods 
are the same as those of the hardness curves from which they are derived. Comparing Su values of 
the clay from the indentation tests, one observes that Su values, computed with the lower values of 
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K (i.e., K = 1.5 that gives Su (Upper)) are always greater than the other indentation Su values. Su (Upper) 
values vary from 10.4 kPa at 0.05 mm to 78.6 kPa at 0.57 mm.  
Based on Houlsby and Wroth (1982), the bearing capacity factor, Nc of the flat-end  indenter is 
about 5.69 (see Fig. 6.8). The value of Su (or Su (Nc)) versus the penetration are presented in Fig. 
6.9c. The observation made is that these Su (Nc) values are identical to those resulting from the Shield 
(1955) mean pressure, that is Su (Mean – Shield, 1955), which vary from 0.47 kPa at 0.05 mm to 41.44 
kPa at 0.57 mm. 
The lowest values of indentation Su were obtained when the Shield (1955) maximum pressure 
method. In this case, Su (Max – Shield, 1955) varies from 0.47 kPa at 0.05 mm to 36.5 kPa at 0.57 mm. 
Comparing these indentation Su results to Su values from laboratory testing, one can observe that 
for higher penetration depths (0.24 mm to 0.57 mm), the Su values computed using the lower value 
of K (i.e., K = 1.5), are comparable to results from UU compression tests and CIU triaxial tests, 
while those obtained from the upper value of K (i.e.,  K = 3), the Houlsby and Wroth (1982) bearing 
capacity factor and from the Shield’s  mean and maximum pressure expression are close to Su 
results from Swedish standard fall cone tests.  
6.5.2.3 Young’s modulus  
Values of Young’s modulus, E, were computed from Eq. (6.29) at maximum P-h data points, assuming 
a Poisson’s ratio of 0.5. These results are presented in Table 6.2 and Fig 6.9d. In Fig 6.9d, the Young’s 
modulus values decrease with increasing of the penetration depth. At larger indentation depths (i.e., 
0.54 mm to 0.57 mm), Young’s modulus values obtained are comparable to tangential moduli 
derived from UU compression tests and CIU triaxial tests reported in Table 6.1. 
An attempt was made to estimate the shear modulus, G, of the clay using Eq. (6.32) at maximum P-h 
data points. Corresponding values of Young’s modulus E were deduced from G assuming a value of 
Poisson’s ratio of 0.5 and 0.2 respectively. The E results obtained from this method were very high and 
not representative of the values generally found for Champlain Sea Clay. Thus, the use of the Sneddon 
(1965) relation, Eq. (6.32), is not appropriate for the E evaluation when a flat-ended indentation is 
performed on Champlain sea clay.  
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6.5.2.4 Pressure distribution and normal displacements 
As explained by Fischer-Cripps (2011), indentation stress fields arise from the pressure 
distributions applied over a contact radius. To analyses the behavior of the surface pressure 
distributions beneath the flat-ended indenter, indentation data result presented in Table 6.3 were 
normalized and the curve σz /pm versus r/a shown in Fig 6.11a plotted. The curve has a linear initial 
stage followed by a curved part and finally, at high penetration values, by an almost constant slope 
stage. The normal displacement associated with an elastic contact with the axisymmetric flat-ended 
indenter is presented in Fig. 6.10b. The curve in Fig.6.10a and b are comparable to those obtained 
by Fischer-Cripps (2011) with the cylindrical punch. 
 
Table  6.3: Indentation testing data for pressure distribution and normal displacement 
 
 
Pmax  
(N) 
hmax  
(mm) 
 h0  
(mm) 
pmean  
(MPa) 
hf  
(mm) r/a σ z /pm (kPa) 
3.594 0.085 0.031 
0.031 2.631E-13 0.081 -0.501 
4.010 0.124 0 
0.064 3.627E-10 0.163 -0.507 
7.266 0.164 0 
0.081 3.822E-09 0.244 -0.516 
16.069 0.116 0.015 
0.0544 6.183E-11 0.326 -0.529 
23.752 0.138 0.002 
0.069 7.690E-10 0.407 -0.548 
37.295 0.345 0.01 
0.149 1.663E-06 0.488 -0.573 
38.701 0.396 0.152 
0.114 1.095E-07 0.570 -0.609 
42.998 0.415 0.066 
0.155 2.382E-06 0.652 -0.659 
54.627 0.472 0.122 
0.155 2.426E-06 0.733 -0.735 
64.498 0.568 0.003 
0.233 0.000140 0.814 -0.862 
80.788 0.718 0.147 
0.236 0.000154 0.896 -1.126 
82.833 0.715 0.156 
0.231 0.000128 0.977 -2.367 
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Figure 6.10: (a) Normalized contact pressure distribution σy/pm; (b) Deflection of the surface flat-
ended punch indenter. 
6.6 Finite element modelling 
As noted, the indentation of an elastic–plastic material is a difficult problem to solve analytically 
and the major part of this difficulty is due to the unknown shape and extent of the plastic field. In 
certain hypotheses, a solution can be found, but only for small plastic strains. Therefore, it is not 
possible to accurately analytically describe a deep indentation process (Johnson 1985). 
Numerical models are powerful tools that can overcome these difficulties by means of a finite 
element analysis when a well-defined mesh and an appropriate constitutive model is used to model 
the continuum half-space and the indention is properly simulated. The various cases simulated in 
this investigation were modeled with the small strain finite element code SIGMA/W (GEO-
SLOPE, 2016). SIGMA/W can be used to perform stress–strain analyses for different types of 
geotechnical problems. In this paper, the approach presented concerns a basic simulation of the 
indentation of an elastic–plastic material without friction between the indenter and the penetrated 
medium. 
6.6.1 Methodology  
An axisymmetric model was used, assuming the specimen and indenter are perfectly symmetrical 
along a central, vertical axis. Fig. 6.11 is a schematic of the axisymmetric model, in which the left 
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vertical boundary is the axis of symmetry. The model consists of a stainless-steel, flat-ended 
cylindrical punch (9.975 mm radius and 9.95 mm height) which penetrates a clay specimen (31.5 
mm radius and 19 mm thickness). The indenter and specimen dimensions are identical to those of 
the laboratory testing. 
The clay and the interface elements were modeled using the elastic-plastic Mohr-Coulomb model 
of SIGMA/W. The same properties were assigned to the specimen and interface elements. Two 
sets of properties were used. Set 1 was based on the results of laboratory testing, specifically the 
unconfined compression tests (see Table 6.1) and Set 2 was based on the results of indentation 
testing. The properties are listed in Table 6.4. The stainless-steel, flat-ended cylindrical indenter 
was modeled as an elastic material. The mechanical properties assigned to the indenter were taken 
from the literature and are given in Table 6.4. 
 
Table 6.4. Material properties used in the numerical simulations 
 
Material Model  (kN/m3) E (KPa) 
Poisson’s 
Ratio,  
Su (kPa) 
Set 1: Clay and 
Interface 
Mohr-Coulomb 17.3 15000 0.49 56.7 
Mohr-Coulomb 17.3 15000 0.49 0 
Set 2: Clay and 
Interface 
Mohr-Coulomb 17.3 5338.51 0.49 27.3 
Mohr-Coulomb 17.3 5338.51 0.49 0 
Punch 
(stainless steel) 
Elastic 80.310 2.03×108 0.31 - 
 
Figure 6.11 also presents the boundary conditions of the problem. Roller boundary conditions, 
preventing lateral displacement while allowing vertical displacement, were imposed along the 
symmetry axis and on the right-hand side of the model, while the bottom boundary of the model 
was fixed in the horizontal and vertical directions. 
The region of interest lies directly underneath the edge of the indenter. This is the edge where 
yielding will start, caused by stress being theoretically infinite, as shown in Eq. 6.7 or 6.11 
(Barquins and Maugis 1982; Harding and Sneddon 1945; Sneddon 1946). Therefore, the mesh 
density was refined near the indenting edge areas to improve modelling accuracy. Thus, an 
extremely fine rectangular grid of quadrilaterals elements) were used under the indenter; they 
became progressively coarser at distances farther away from the indenter (see Fig. 6.11). The 
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elements vary in dimension from 0.15 mm near the indenter to 0.3 mm at the far boundary. The 
indenter and the specimen were modelled using 4,422 and 11,526 elements, respectively.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 6.11: Axisymmetric finite element mesh of the indentation test simulation. 
To simulate the indentation process, maximum downward displacements of 0.053, 0.124, 0.163, 
0.243, 0.349 and 0.57 mm (negative y-direction in Fig. 6.11) were imposed on the indenter. These 
values were chosen as characteristic displacements from indentation testing results (see Fig. 6.9). 
Downward displacement causes the indenter to push into the surface of the material. These analyses 
simulated a quasi-static response. The speed of indentation was not considered. 
6.6.2 Validation of the modelling  
The modelling was validated by: 1) Comparing the distribution of vertical stress beneath the 
indenter at different depths from the simulation with those of an elastic, analytical solution (Eq. 
6.2); 2) Evaluating the effect of the thickness of the interface elements and verifying that there was 
no friction between the indenter and the specimen in the simulations; and 3) by comparing the load 
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on the indenter at a penetration of 0.053 mm from the simulation with those the from the laboratory 
testing and the proposed analytical solution. The validation is described in the following sections. 
Briefly, the simulations were in very good agreement with vertical stress distributions provided by 
the elastic, analytical solution. It was found that there was no friction between the indenter and the 
clay during the simulation. However, the indenter loads of the simulations were substantially 
greater than those from the laboratory testing or analytical solution. This difference is attributed to 
the use of an elastic-plastic model to simulate the predominantly plastic behavior of the clay.  
6.6.2.1 Stress distribution below the indenter 
The distribution of the vertical stress at the contact between the punch and the specimen from the 
simulations is shown in Fig.6.13 for penetration depths, h, of 0.124, 0.243 and 0.349 mm. All the 
curves plotted in this figure are from simulations with the Set 1 material properties from laboratory 
testing. For an ideal elastic material model, Eq. (6.2), the pressure at the edge of the cylindrical 
flat-ended indenter is infinite. However, the modelling pressure based on an elastic-plastic material 
model is finite at the edge of the indenter. As shown on Fig. 6.12, the stress distribution from the 
simulations are in very good agreement with those form the elastic solution, Eq. (6.2), for the depths 
of penetration considered. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 6.12: Simulation results of vertical pressure distribution at the interface of the indenter and 
the clay for different values of penetration, h. (Property Set 1). 
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The development of the elastic–plastic spherical cavity underneath the hydrostatic core is shown 
in Fig. 6.13, which presents contours of the shear stress and shear within the model at three depths 
of penetration. The yield stress and strain first started from the edge and expanded toward the center 
of the indenter. 
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Figure 6.13: Elastic–perfectly-plastic, frictionless FE analysis contour at h = 0.00015m, 0.00035 m and 0.00057 m: (a) Y-strain; (b) X-
Y Shear strain. 
   0,
02   
   
0,
02
   
   
0
,0
1
   
   0   
   0   
   
0,
03
   
Y-Strain
≤ -0,04 - -0,03
-0,03 - -0,02
-0,02 - -0,01
-0,01 - -6,9388939e-018
-6,9388939e-018 - 0,01
0,01 - 0,02
0,02 - 0,03
≥ 0,03
h = 0.349mm 
   0   
   
-0
,0
2 
  
   0   
X-Y Shear Strain
≤ -0,24 - -0,22
-0,22 - -0,2
-0,2 - -0,18
-0,18 - -0,16
-0,16 - -0,14
-0,14 - -0,12
-0,12 - -0,1
-0,1 - -0,08
-0,08 - -0,06
-0,06 - -0,04
-0,04 - -0,02
-0,02 - 0
≥ 0
h = 0.349mm 
   0   
   0      
0,
01
   
Y-Strain
≤ -0,04 - -0,03
-0,03 - -0,02
-0,02 - -0,01
-0,01 - -6,9388939e-018
-6,9388939e-018 - 0,01
0,01 - 0,02
0,02 - 0,03
≥ 0,03
h = 0.124mm 
   
0 
     0   
  
 -
0
,0
1
  
 
X-Y Shear Strain
≤ -0,1 - -0,09
-0,09 - -0,08
-0,08 - -0,07
-0,07 - -0,06
-0,06 - -0,05
-0,05 - -0,04
-0,04 - -0,03
-0,03 - -0,02
-0,02 - -0,01
-0,01 - 0
≥ 0
h = 0.124mm 
  
 0
  
 
   
0 
  
   0   
   
-0
,0
5 
  
X-Y Shear Strain
≤ -0,4 - -0,35
-0,35 - -0,3
-0,3 - -0,25
-0,25 - -0,2
-0,2 - -0,15
-0,15 - -0,1
-0,1 - -0,05
-0,05 - 0
≥ 0
h = 0.57mm 
  
 0
,0
1
  
 
   0   
   0   
   0
,03
   
  
 0
,0
3
  
 
  
 0
,0
2
  
 
   
0,
04
   
Y-Strain
≤ -0,04 - -0,03
-0,03 - -0,02
-0,02 - -0,01
-0,01 - -6,9388939e-018
-6,9388939e-018 - 0,01
0,01 - 0,02
0,02 - 0,03
≥ 0,03
h = 0.57mm 
(a) 
(b) 
124 
6.6.2.2  Interface elements and friction between the indenter and specimen 
As noted, friction between the flat-ended cylindrical indenter and the clay specimen was minimized 
during laboratory testing. To simulate the interfaces behavior, the SIGMA/W manual (Geo-Slope 
International 2014) recommends the use of thin interface elements. But, no specification is given 
in the SIGMA/W manual concerning the type of properties (Young’s modulus, Poisson’s ratio, 
cohesion and friction angle) to be assigned to these interface elements. However, analyzing 
geological material under static and dynamic loading Desai et al. (1984, 1986) and Häggblad and 
Nordgren (1987) compared numerical solutions to experimental results and observed that 
satisfactory results were obtained by assigning the same properties (E, and v) as those of the 
geological material to characterize the normal behavior of the interface. On the other hand, studying 
thin film and rock, behavior, Bhattacharya and Nix 1988 and Kou et al. 1998 neglected the 
influence of friction and attribute a zero value to the coefficient of friction on the interface elements 
used to model the contact. The information obtained from the literature concerning the cohesion 
value to be assigned to the interface elements were somewhat confusing   because some authors 
suggest assigning a zero-cohesion value to the interface elements while others (Desai et al. 1986; 
Desai et al. 1984; Häggblad and Nordgren 1987) suggest using the cohesion of the geological 
materials under study. To get through this confusion, numerical simulations were conducted using 
Material Property Sets 1 and 2 (see Table 4) on one hand and, on the other hand, the same material 
properties with zero-cohesion (i.e., Su = 0 kPa). During this analysis, the friction angle was 
considered equal to zero, the applied displacement was h = 0.571 mm and the thickness was t = 
0.0001 mm. Fig. 14 a and b presents the stress distribution profiles obtained below the indenter. 
Globally, the change in cohesion (Su) has no effect on the vertical total stress distribution. No effect 
was also encountered on the shear stress distribution derived from Material Property Sets 2.  But 
analyzing the shear stress distribution derived from Material Property Sets 1, it can be seen that 
decreasing the cohesion value to zero leads to a small change in shear stress values that increase 
from 0 kPa at 0 mm to 54.88 kPa at 8.9 mm and then decrease to 43 kPa at 10 mm.  As frictionless 
interface implies minimizing the shear stress on the contact layer, the Material Property Sets 1 and 
2 with cohesion, zero friction angle and thickness t = 0.0001 mm were then assigned to the interface 
elements in what follows. 
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Figure 6.14: Vertical and shear total stress along the interface versus radial distance for element 
thickness, t = 0.0001 mm, considered. (a) Material Property Sets 1; (b) Material Property Sets 2. 
6.6.2.3 Load on the indenter 
The ability of the model to simulate the load on the indenter for given depth of penetration were 
also evaluated. Fig. 6.15 presents the vertical stress distributions for a penetration, h, of 0.053 mm 
as simulated with Material Property Sets 1 and 2 and with Eq. (6.2), the elastic solution. As 
expected, the simulated and calculated elastic stress distributions are in very good agreement. 
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Figure 6.15: Total vertical stress versus radial distance at a downward displacements: h = 0.053 
mm. 
Subsequently, the simulated load on the indenter was calculated from the simulated stress 
distributions. For Material Property Sets 1 and 2, the loads on the indenter were 52.16 N and 18.66 
N, respectively. These are considerably higher than the indenter load from laboratory testing, which 
was 3.59 N for a penetration of 0.053 mm. The indenter load from the proposed analytical solution 
is 9.73 N. 
 
6.6.3 Parametric Analysis 
At noted, the numerical simulations conducted using Material Property Sets 1 and 2 were not able 
to adequately simulate the indentation testing, specifically the relationship between the depth of 
indentation, h, and the load on the indenter, P. Consequently, parametric analysis with the 
numerical model was conducted to determine the effects of the Young’s modulus, the undrained 
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shear strength and the Poisson’s ratio on the P-h relationship. These simulations consisted of 
indentation to a range of depths and extraction of the corresponding indenter load. 
6.6.3.1 Influence of Young’s modulus and undrained shear strength of the clay 
In this section, the influence of the Young’s modulus and the influence of the undrained shear 
strength on modelling P data were studied. The Poisson ratio was maintained equal to 0.49. Several 
simulations with different values of Young's modulus were first carried out, after which the same 
exercise was repeated, but with different parametric values of undrained shear strength. The results 
obtained are plotted on Fig. 6.16a and 6.16b. As it can be seen on Fig. 6.16a decreasing the Young’s 
modulus value leads to decrease the modelling P values, such that the modelling P-h curve 
produced by a Young’s modulus of 3338.51 kPa is in good agreement with the experimental P-h 
curve.  
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Figure 6.16: Indentation experimental and modelling P-h curves: a) Variation of indentation E 
value; b) Variation of indentation Su value. 
Figure 16b present the results obtained while decreasing the Su values. Here it is clear that 
decreasing indentation Su values leads to a small decrease in the P values, so that the modelled P-
h is not in agreement with the experimental P-h curve. The differences in the simulated curves 
indicate that at a low value of Su  (10.3 kPa), the load P is controlled by the undrained shear strength 
and at higher values of Su (15.3 and 20.3 kPa), the load is controlled by the Young’s modulus until 
a penetration of about 0.35 mm, after which the effects of the Su dominate the intermediate values 
and the two curves diverge. 
For a constant Poisson’s ratio, the Young’s modulus of the specimen has an important effect on the 
P-h relationship and the undrained shear strength has little effect. 
6.6.3.2 Influence of Poisson’s ratio 
The indentation of the of the clay is accomplished at a relatively slow rate of 0.5 mm/min and due 
to the relatively shallow penetration of the surface of the clay, it is not clear whether the loading 
should be considered drained or undrained or if the surface of the clay is saturated. If the loading 
is drained or the clay is not saturated, then the Poisson’s ratio of the clay is expected to vary 
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between 0.1 and 0.3 (Bowles 1996). For undrained loading, saturated loading Poisson’s ratio would 
be close to 0.5 due to the effect the bulk modulus of the pore water. 
Using Eq. 6.30, Young’s modulus, E, values from the indentation testing were estimated for 
different value of Poisson’s ratio, . These values are an E of 5338.51 kPa for 𝜈 of 0.5, an E of 
6608 kPa for 𝜈 of 0.3, and E of 6971 kPa for 𝜈 of 0.2 and an E of 7189 kPa for 𝜈 of 0.1. These 
values of E were used for the clay and interface. The undrained shear strength, Su, of 27.3 kPa from 
indentation testing was used for the clay and interface. Simulations with the properties from 
conventional testing (Material Property Set 1) were also conducted with the various values of . 
The simulation results are shown in Fig. 6.17a to d. Reducing 𝜈 values from 0.5 to 0.1 leads to a 
slight increase of the average indentation E values from 5338.51 kPa to 7189 kPa and reducing 𝜈 
values also decreases the value of P. 
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Figure 6.17: Indentation experimental and modelling P-h curves: a) 𝜈 = 0.5; b) 𝜈 = 0.3; c) 𝜈 = 0.2; 
d) 𝜈 = 0.1. 
Observation of the curves in Figs. 6.17a to 17d shows that the P values for 𝜈 of 0.2 are in general 
agreement with the experimental values. Given this, it appears that the indentation testing should 
be considered a drained loading with a Poisson’s ratio of 0.2. 
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6.7 Discussion and conclusions 
An extensive series of indentation tests using flat-ended cylindrical indenters was conducted on 
undisturbed specimens of Champlain Sea Clay. The clay was also characterized using conventional 
geotechnical testing methods. 
Meyer’s power law was used to fit the experimental indentation Pmax - hmax data points with good 
agreement. Meyer’s parameters obtained were C of 118.79 and n1 of 0.852 with a correlation 
coefficient of, R2, of 0.94. It was found that the prediction accuracy of material properties could be 
improved by this approach since the Meyer’s law solution deduced from the maximum P–h data 
was very close to the experimental. 
The analytical solution based on experimental indentation Pmax–hmax data points fitted with Meyer’s 
power law was used to estimate the hardness number, H, of the Champlain Sea clay. The hardness 
number computed follows the Pmax vs hmax trends and increases with penetration depth and it varies 
from 31.15 kPa at 0.05 mm to 235.8 kPa at 0.57 mm. 
The theory of plasticity coupled with the proposed analytical solution was used to estimate the 
undrained shear strength, Su, of the Champlain Sea clay. The Su values of the clay were computed 
from indentation data using three methods. First, they were calculated considering the Tresca 
criterion with Eq. (6.27) with lower and upper values of K of 1.5 and 3, respectively. Secondly, 
they were deduced from the Shield (1955) mean and maximum pressure expression presented in 
Section 5.1.2, and thirdly, they were estimated by applying the bearing capacity theory with the 
bearing capacity factor, Nc, developed by Houlsby and Wroth (1982). Comparing Su values of the 
clay from the indentation tests, Su values, computed with the lower values of K (i.e., K = 1.5 that 
gives Su (Upper)) are greater than the other indentation Su values. Su (Upper) values vary from 10.4 kPa 
at 0.05 mm to 78.6 kPa at 0.57 mm.  
Based on Houlsby and Wroth (1982), the bearing capacity factor, Nc of 5.69 results in Su (Nc) values 
that are identical to those from the Shield (1955) mean pressure (that is Su (Mean - Shield’s 1955)). Su (Nc) 
and Su (Mean - Shield’s 1955) values vary from 0.47 kPa at 0.05 mm to 41.44 kPa at 0.57 mm. 
Comparing these results with Su values from standard tests in the laboratory, one can observe that 
for higher penetration depths (0.24 mm to 0.57 mm), Su values computed using the lower value of 
K (i.e., K = 1.5), are comparable to results from UU compression tests and CIU triaxial tests, while 
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those obtained from the upper value of K (i.e., K = 3), the Houlsby and Wroth (1982) bearing 
capacity factor and from the Shield (1955)  mean and maximum pressure expressions are close to 
the Su values of the Swedish standard fall cone tests.  
The theory of plasticity coupled with the proposed analytical solution allowed estimation of 
Young’s modulus, E, of the Champlain Sea clay, assuming a value of Poisson’s ratio of 0.5. Globally, 
the absolute indentation E values decrease with the increasing penetration depth. At higher indentation 
depths, (i.e., 0.54 mm to 0.57 mm), E values are comparable to tangent moduli derived from UU 
compression tests and CIU triaxial tests. 
Computer elastic-plastic modelling was compared with the curve derived from the ideal elastic 
relation (Eq. (6.2)). As shown on Fig. 6.13, the stress distribution from the simulations are in very 
good agreement with those form the elastic solution for the depths of penetration considered. 
For validation purposes, indentation modelling results were compared to indentation testing results 
and to routine laboratory results. To achieve this goal, a numerical indentation model was built 
with two Sets of parameters assigned to the clay specimen and the interface. 
First, the ability of the model to simulate the load on the indenter for given depth of penetration 
was evaluated. Thus, Material Property Sets 1 and 2 and with Eq. (6.2), the elastic solution were 
compared and found to be in very good agreement (see Fig. 6.16). But, the simulated load on the 
indenter calculated from the simulated stress distributions derived were found considerably higher 
than the indenter load from laboratory testing and the indenter load from the proposed analytical 
solution.  
Consequently, parametric analysis with the numerical model were conducted to determine the 
effects of the Young’s modulus, the undrained shear strength and the Poisson’s ratio on the P-h 
relationship. It was found that, for a constant Poisson’s ratio, the Young’s modulus of the specimen 
has an important effect on the P-h relationship and the undrained shear strength has little effect.  
As indentations of the of the clay were accomplished at a relatively slow rate of 0.5 mm/min and 
due to the relatively shallow penetration of the surface of the clay, it is not clear whether the loading 
should be considered drained or undrained or if the surface of the clay is saturated. If the loading 
is drained or the clay unsaturated, the Poisson’s ratio of the clay is expected to vary between 0.1 
and 0.3 (Bowles 1996). For undrained, saturated loading Poisson’s ratio would be close to 0.5 due 
to the effect the bulk modulus of the pore water. 
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Using Eq. 30, Young’s modulus, E, values from the indentation testing were estimated for different 
value of Poisson’s ratio, 𝜈. The undrained shear strength, Su, of 27.3 kPa from indentation testing 
was used for the clay and interface. Simulations with the properties from conventional testing 
(Material Property Set 1) were also conducted with the various values of 𝜈. The simulation results 
in Fig. 6.18a to d shown that reducing 𝜈 values from 0.5 to 0.1 leads to a slight increase of the 
average indentation E values from 5338.51 kPa to 7189 kPa and reducing 𝜈 values also decreases 
the value of P. Observation of the curves in Figs. 6.18a to 18d shows that the P values for 𝜈 of 0.2 
are in general agreement with the experimental values. Given this, it appears that the indentation 
testing should be considered a drained loading with a Poisson’s ratio of 0.2. 
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CHAPITRE 7 DISCUSSION GÉNÉRALE   
 
L'introduction et la revue de la littérature présentées dans cette recherche ont montré qu’il existait 
des lacunes et des incertitudes concernant la mesure des propriétés mécaniques (que sont la dureté, 
le module d’élasticité et la résistance au cisaillement non drainé) d’un sol argileux naturel suite à 
la réalisation des essais d’indentation. Certaines de ces lacunes, qui ont été abordées dans cette 
thèse, sont brièvement discutées ci-dessous: 
• Bien qu’il existe une kyrielle d’essais facilitant la caractérisation des argiles de la mer 
Champlain au laboratoire et in situ Leroueil et al. (1983), dans la littérature, on ne rencontre 
presque pas de travaux présentant des résultats d’expérience d’indentation réalisées sur ce 
matériau. 
• Les faits montrent que le développement théorique de l'indentation des matériaux date de 
1882, année où Hertz a développé la solution de la théorie élasticité linéaire après avoir 
mené une recherche sur le contact entre deux solides de révolution élastiques et isotropes.  
Après Hertz, Boussinesq (1885) est celui dont les travaux ont eu un impact marquant sur la 
compréhension de la théorie d’indentation. Dans ses travaux, ce dernier a utilisé la méthode 
de la théorie du potentiel pour déterminer les contraintes et les déplacements du contact 
élastique entre une pointe rigide et un corps élastique. Depuis lors, les investigations sur le 
plan de la recherche fondamentale en indentation n’ont cessé de croître et des schémas 
classiques de calculs conduisant à l’extraction des propriétés mécaniques des matériaux 
dressés. Cependant, la littérature ne présente presque pas de travaux démontrant 
l’application desdits schémas de calcul ou équations analytiques dimensionnelles (Oliver et 
Pharr, 1992 ; Briscoe et al. 1996 et 1998, sur un sol argileux naturel. 
• Il n’existe presque pas de directives favorisant l’encadrement des simulations numériques 
de l’indentation des sols argileux naturels. De nombreuses simulations numériques ont été 
menées ici pour élaborer des directives préliminaires et optimiser la compréhension des 
phénomènes se produisant autour du contact lors de l’indentation sur le sol argileux naturel. 
 
Pour couvrir ces lacunes et atteindre les objectifs mentionnés ci-dessus, le matériau à l’étude, à 
savoir un sol argileux naturel a d'abord été caractérisé via des essais de routine réalisés au 
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laboratoire (Voir l’Annexe A). Connaissant les propriétés géotechniques du sol à l’étude, des 
expériences d’indentation ont a été réalisées. La procédure pour atteindre cet objectif s’est faite par 
étapes : 
• Tout d’abord, il fallait choisir un dispositif expérimental normalisé. Le dispositif utilisé 
pour la réalisation des essais d’indentation est une presse normalisée Tritest 50. C’est un 
appareil, spécialement conçu pour tester la résistance des sols. Cette presse est 
généralement utilisée dans les laboratoires géotechniques pour effectuer des essais de 
compression simple et des essais consolidés drainés / consolidés non drainés / non 
consolidés et non drainés sur des sols cohérentss (D2850 et D4767 -ASTM 2007). Les 
chapitres 4, 5 et 6 du présent document donnent plus de détails sur les fonctionnalités de 
cet équipement. 
• Puis, il a fallu choisir des indenteurs. Les indenteurs utilisés tout au long de ce travail sont 
au nombre de six. Cinq d’entre eux sont des cônes rigides et le dernier est un cylindre en 
acier à embout plat. Dépendamment du type d’indenteur utilisé au cours de la recherche, 
un détail sur les dimensions et les propriétés des indenteurs est à chaque fois donné dans 
les chapitres 4, 5, 6 et dans les Annexes B, C et D. La Figure 7.1 présente une photographie 
de chaque indenteur. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 7.1: Photographies des indenteurs 
 Cône en acier  
2α = 60° 
Cône en laiton 
2α = 97° 
Cône en aluminium 
2α = 80° 
Cône pyramidal en 
acier à base carré de 
2α = 139,4° 
Cône cylindrique en 
aluminium de 
 2α = 144,3° 
Indenteur 
cylindrique en acier à 
embout plat de 2α = 
180° 
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• La démarche expérimentale d’indentation utilisée au laboratoire est celle explicitée dans la 
norme internationale certifiée ISO 14577-1 (ISO, 2003). Cette démarche est clairement 
explicitée dans les chapitres 4, 5, 6 et dans les Annexes B, C et D de ce document. 
• Suite à la réalisation des expériences d’indentation, la méthode d’Oliver et Pharr (1992) a 
été utilisée pour estimer les propriétés mécaniques du sol argileux. Trois indenteurs (ou 
cônes) rigides ont été utilisés lors de cette recherche. Il s’agit du cône en aluminium de 80° 
d’angle inclus au sommet, du cône en laiton de 97° d’angle inclus au sommet et du cône en 
acier de 60° d’angle inclus au sommet. Les propriétés estimées étaient le nombre de dureté, 
H, le module d’élasticité réduit, Er et le module d’élasticité, E. Ces propriétés ont été 
estimées au 1er et au 10e cycle de chargement-déchargement.  Les valeurs déduites de E et 
de Su ont été comparées aux valeurs correspondantes issues des essais de routine au 
laboratoire. Les résultats obtenus sont présentés dans l’Annexe D.  
• Suite à la réalisation des expériences d’indentation, la méthode de Briscoe et al. (1996 et 
1998) fut utilisée pour estimer les propriétés mécaniques du sol argileux. Deux indenteurs 
rigides et polis ont été utilisés pour cette étude. Le premier est le cône pyramidal en acier à 
base carrée muni d’un angle au sommet de 2α égal à 139,3 ° et le second, un cône 
cylindrique en aluminium de 2α égal à 144,3 ° au sommet. Les propriétés estimées étaient 
le nombre de dureté, H, le module d’élasticité réduit, Er et le module d’élasticité, E. Ces 
propriétés ont uniquement été estimées au 1er cycle de chargement-déchargement. Les 
valeurs déduites de E et de Su ont été comparées aux valeurs correspondantes issues des 
essais de routine au laboratoire. Les résultats obtenus sont présentés dans l’Annexe C.  
• Suite à la réalisation des expériences d’indentation, la méthode de Briscoe et al. (1996 et 
1998) couplée au critère de plasticité de Tresca fut utilisée pour estimer les propriétés 
mécaniques du sol argileux. Trois indenteurs (ou cônes) rigides ont été utilisés lors de cette 
recherche. Il s’agit du cône en aluminium de 80° d’angle inclus au sommet, du cône en 
laiton de 97° d’angle inclus au sommet et du cône en acier de 60° d’angle inclus au sommet. 
Les propriétés estimées étaient le nombre de dureté, H, la résistance au cisaillement non 
drainé, Su, le module d’élasticité réduit, Er et le module d’élasticité, E. Ces propriétés ont 
uniquement été estimées au 1er cycle de chargement-déchargement. Les valeurs déduites de 
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E et de Su ont été comparées aux valeurs correspondantes issues des essais de routine au 
laboratoire. Les résultats obtenus sont présentés au chapitre 4.  
• Les parties en chargement des courbes P-h expérimentales des cinq indenteurs coniques 
(voir Fig.7.1) ont été analysées à la lumière de quatre équations de lois de puissance 
différentes. Les lois de puissance de Meyer et de Kick explicitées dans les Équations (5.1 
et 5.2) ont d’abord été comparées aux données expérimentales d’indentation. Puis, ce fut le 
tour des lois de puissance exponentielles et polynomiales de degré 2.  Les paramètres 
estimés au cours de l’analyse des données étaient l’exposant d’écrouissage n1 et le facteur 
du cône C.  L’Annexe B présente la démarche utilisée pour l’analyse des données ainsi que 
les résultats obtenus. 
• Après avoir constaté que les méthodes classiques d’analyse des données d’indentation 
appliquées sur les courbes expérimentales P-h d’indentation ne conduisaient pas à des 
valeurs de E et du Su de l’argile semblables à celles rencontrées dans la littérature et 
représentatives des argiles Champlain, une solution analytique innovante facilitant la 
déduction desdites propriétés fut construite pour les cinq indenteurs coniques (voir Fig.7.1). 
Les contributions principales apportées par cette étude sont présentées dans le chapitre 5. 
• Suite à la réalisation des expériences d’indentation, la loi de puissance de Meyer couplée 
au critère de plasticité de Tresca fut utilisée pour estimer les propriétés mécaniques du sol 
argileux. L’indenteur cylindrique à embout plat de 2α = 180° fut celui utilisé lors de cette 
recherche. Les propriétés estimées étaient le nombre de dureté, H, la résistance au 
cisaillement non drainé, Su, le module d’élasticité réduit, Er et le module d’élasticité, E. Ces 
propriétés ont uniquement été estimées au 1er cycle de chargement-déchargement. Les 
valeurs déduites de E et de Su ont été comparées aux valeurs correspondantes issues des 
essais de routine au laboratoire. Les résultats obtenus sont présentés au chapitre 6.  
• Constatant que le sol entrait immédiatement en plasticité suite au contact de l’indenteur 
avec la surface plane de l’échantillon de sol pendant l’indentation, un modèle numérique 
fut construit et de nombreuses simulations numériques menées avec pour but d’élaborer des 
directives préliminaires pour l'optimisation de la compréhension du comportement du sol 
argileux sous indentation. Le chapitre 6 présente la démarche utilisée à cet effet et les 
résultats obtenus. 
Les investigations ci-dessus mentionnées ont abouti aux résultats suivants : 
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➢ Suite à l’application de la méthode Oliver et Pharr (1992) aux résultats d’indentations 
réalisées au 1er et au 10e cycle de chargement déchargement à l’aide des trois indenteurs 
munis d’anges aigus au sommet (voir l’Annexe D) : 
• Quel que soit l’indenteur utilisé, que l’on soit au 1er ou au 10e cycle de 
chargement déchargement, les courbes P-h d’indentation présentent des 
hystérésis, preuve que le matériau testé n’est pas un matériau élastique, mais 
se comporte plutôt comme un matériau élastoplastique.  
• Les matériaux dont sont constitués les indenteurs n’influent aucunement sur 
les courbes P-h d’indentation. 
• Les angles au sommet des indenteurs ont un impact sur l’allure des courbes 
P-h d’indentation. 
• Des valeurs de E et H ont pu être estimées au 1er et au 10e cycle de 
chargement-déchargement.   
• Comme le montrent les résultats présentés dans Annexe D, comparés aux 
résultats de E issus des essais conventionnels au laboratoire, les résultats 
correspondants issus de l’indentation au 1er et au 10e cycle de chargement-
déchargement et calculés en supposant des valeurs du coefficient de Poisson 
de 0,3 et 0,5 présentaient des dispersions.  
• Les courbes P-h d’indentation au 10e cycle de chargement-déchargement ne 
doivent pas être utilisées pour l’estimation des propriétés mécaniques de 
l’argile, car au cours de l’indentation, la structure du sol se détériore. L’on 
observe des fissures résiduelles autour de l’empreintes d’indentation.  
➢ Suite à l’application de la méthode de Briscoe et al. (1996 et 1998) aux résultats 
d’indentations réalisées au 1er cycle de chargement-déchargement à l’aide des deux 
indenteurs d’angles obtus au sommet (voir l’Annexe C) : 
• Pour les deux indenteurs utilisés, les courbes expérimentales P-h 
d’indentation au 1er cycle de chargement déchargement présentent des 
hystérésis. C’est la preuve que le matériau testé n’est pas un matériau 
élastique, mais se comporte plutôt comme un matériau élastoplastique.   
• Puisque les valeurs des angles aux sommets des inventeurs sont presque 
semblables, les courbes P-h d’indentation ont des allures qui se ressemblent. 
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L’indenteur pyramidal à base carrée de 139.40° présente une hystérésis 
légèrement plus petite que le cône cylindrique en aluminium de 144.3°. 
• Des valeurs de E et H ont pu être estimées au 1er cycle de chargement-
déchargement.   
• Comme le montrent les résultats présentés dans l’Annexe C, comparés aux 
résultats de E issus des essais conventionnels au laboratoire, les résultats 
correspondants issus de l’indentation au 1er cycle de chargement-
déchargement et calculés en supposant une valeur du coefficient de Poisson 
de 0,5 présentaient des dispersions.  
➢ Suite à l’analyse des parties en chargement des courbes P-h expérimentales des cinq 
indenteurs coniques à la lumière d’équation de lois de puissances (voir L’Annexe B) : 
• L’analyse de toutes les données montre que la valeur de n1 augmente avec 
l'angle de pointe de l'indenteur et varie de 0,84 à 1,5. La valeur de la 
constante C augmente également avec l'angle de pointe des cônes. Elle varie 
de 2,21 à 3,15 pour les cônes ayant des angles aigus au sommet et de 7,66 à 
9,66 pour les deux indentations munies d'un angle obtus. 
• Le fait que les valeurs n1 diffèrent de la valeur 2 prouve que la loi de 
puissance de Kick n’est pas appropriée pour l’ajustement des données 
expérimentales de la partie en chargement des courbes P-h des cinq 
indenteurs coniques. 
• Pour les cinq indenteurs coniques testés, la loi de puissance de Meyer ne 
s’accorde avec précision qu’avec les données expérimentales de la partie en 
chargement des courbes P-h pour des déformations inférieures à h = 0.5mm 
pour les deux indenteurs munis d’anges obtus au sommet et inférieures à h 
= 1 mm pour les trois indenteurs munis d’anges aigus aux sommets. Ainsi, 
la loi de puissance de Meyer n’est pas appropriée pour l’ajustement des 
données expérimentales de la partie en chargement des courbes P-h des cinq 
indenteurs coniques. 
• Pour les cinq indenteurs coniques testés, la loi de puissance expérimentale 
ne s’accorde avec précision qu’avec les données expérimentales de la partie 
en chargement des courbes P-h pour des déformations inférieures à : 
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✓ h = 3 mm pour les deux indenteurs à angles aigus que sont le 
cône en acier de 60° et le cône en aluminium de 80° d’angle 
inclus au sommet. 
✓ h =  2 mm pour l’indenteurs à angles aigus qu’est le cône en 
laiton de 97° et le cône en aluminium de 80° d’angle inclus 
au sommet. 
✓ h = 0,85 mm pour les deux indenteurs à angles obtus que sont 
le cône pyramidal à base carré en acier de 139,6° et le cône 
cylindrique en aluminium de 144,3° d’angle inclus au 
sommet. 
• Ainsi, la loi de de puissance expérimentale n’est pas appropriée pour 
l’ajustement des données expérimentales de la partie en chargement des 
courbes P-h des cinq indenteurs coniques. 
• Pour les cinq indenteurs coniques testés, la loi de puissance polynomiale est 
celle qui ajuste avec précision les parties en chargement des courbes P-h 
d’indentation. 
➢ Suite à l’application de la solution analytique innovante développée pour la partie en 
chargement des courbes P-h d’indentation et après couplage desdits résultats au critère de 
plasticité de Tresca d’une part, et d’autre part, aux valeurs des facteurs de capacité portante, 
Nc, de Houlsby et Wroth (1982). (Voir le chapitre 5) : 
• Pour les cinq indenteurs coniques testés, la solution analytique innovante 
développée ajuste bien les parties en chargement des courbes P-h 
d’indentation. 
• Utilisant les courbes P-h issues de la solution analytique innovante 
développée, les valeurs de H et de Su ont été estimées au 1
er cycle de 
chargement-déchargement pour les cinq indenteurs coniques.   
• Globalement, ces valeurs de H dont les intensités sont bien élevées à de 
faibles profondeurs d’indentation diminuent considérablement pour 
atteindre des valeurs plus faibles à des profondeurs élevées. Mais des 
dispersions persistent dans les résultats ainsi obtenus. C’est pourquoi une 
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correction H’ a été effectuée sur les valeurs de H dérivées des cinq indenteurs 
dans le but d’harmoniser les résultats. 
• Pour les cinq indenteurs coniques testés, les valeurs de Su, de l'argile ont été 
estimées à partir de valeurs corrigées de dureté H’ par application du critère 
de plasticité de Tresca à l’aide des valeurs de K respectivement égales à 1,5 
et 3. L’intensité des valeurs de Su ainsi calculées décroit avec l’augmentation 
de la profondeur de pénétration.  Les résultats fournis par cette méthode sont 
compatibles avec les résistances obtenues à l’aide d’essais classiques 
géotechniques de l'argile à des profondeurs d’indentation comprises entre 3 
et 4 mm.  
• Pour les cinq indenteurs coniques testés, les valeurs du Su de l'argile ont été 
estimées à partir de valeurs corrigées de dureté H’ par application de la 
théorie de la capacité portante avec les valeurs des facteurs de capacité 
portante, Nc, développées par Houlsby et Wroth (1982). L’intensité de ces 
valeurs de Su ainsi calculées décroit avec l’augmentation de la profondeur de 
pénétration, mais les résultats fournis par cette méthode ne sont pas 
compatibles avec les résistances de l'argile obtenues à l’aide d’essais 
classiques géotechniques. 
• Les solutions théoriques utilisées lors de l’estimation du module d’Young, 
E, à partir des essais d'indentation proviennent de la pente calculée au tiers 
supérieur de la partie en déchargement de la courbe P-h. La structure de 
l’argile étant complètement détruite par le remaniement induit par le 
chargement lors de l’indentation, les solutions théoriques existantes 
facilitant l’estimation de E n’ont pas pu être utilisées. Connaissant les 
résultats de E obtenus à partir des essais de compression simple et triaxiaux 
CIU, une relation empirique simple fut appliquée et une valeur moyenne de 
Su déduite. Cette valeur est en accord avec les valeurs publiées par Tavenas 
et al. (1973) et Bowles (1996). 
 
➢ Suite à l’application de la loi de puissance de Meyer sur la partie en chargement des courbes 
P-h d’indentation et après couplage desdits résultats au critère de plasticité de Tresca d’une 
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part, et d’autre part, aux valeurs des facteurs de capacité portante, Nc, de Houlsby et Wroth 
(1982). (Voir le chapitre 6). 
• Le cylindrique en acier à embout plat était l’indenteur utilisés dans cette 
recherche et la loi de puissance de Meyer est celle qui s’ajustait le mieux 
avec les données expérimentales de la partie en chargement des courbes P-
h. les paramètres de Meyer obtenus étaient alors : C = 118,79 et n1 = 0,852 
avec un cefficenet de corrélation R2 = 0,94. 
• Utilisant les courbes P-h issus de la solution analytique de Meyer, les valeurs 
de H, de Su et de E du sol argileux ont été estimées au 1
er cycle de chargement 
déchargement.   
• Globalement, les valeurs de H estimées le nombre calculé suivent la 
tendance de la courbe Pmax vs hmax. Elles croissent avec la profondeur de 
pénétration et elles varient de 31,15 kPa à 0,05 mm à 235,8 kPa à 0,57 mm. 
• La théorie de la plasticité couplée à la solution analytique proposée a été 
utilisée pour estimer la résistance au cisaillement non drainée, Su, de l'argile 
de la mer Champlain. Les valeurs du Su de l'argile ont été calculées à partir 
de données d'indentation en utilisant trois méthodes. Elles ont tout d'abord, 
été calculés en considérant le critère de Tresca à l’aide de l’équation (6.27) 
avec des valeurs inférieures et supérieures de K de 1,5 et 3, respectivement. 
Deuxièmement, elles ont été déduites des expressions de la pression 
moyenne et celle maximale de Shield (1955) présentées dans la section 
6.5.1.2 et, troisièmement, elles ont été estimées en appliquant la théorie de 
la capacité portante avec le facteur de capacité portante développé par 
Houlsby et Wroth (1982). Lorsqu’on compare les valeurs du Su de l'argile 
provenant des essais d'indentation entre elles, on se rend compte que les 
valeurs de Su, calculées à l’aide des valeurs inférieures de K (c'est-à-dire, K 
= 1,5 et qui donnent Su(Upper)) sont supérieures aux autres valeurs 
d'indentation Su. Les valeurs de Su (Upper) varient de 10,4 kPa à 0,05 mm à 
78,6 kPa à 0,57 mm. 
• D'après Houlsby et Wroth (1982), le facteur de capacité portante Nc de 5,69 
donne des valeurs de Su (Nc) identiques à celles de la pression moyenne de 
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Shield (1955) (Su (Mean-Shield's 1955)). Les valeurs de Su (Nc) et de Su (Mean-Shield's 
1955) varient de 0,47 kPa à 0,05 mm à 41,44 kPa à 0,57 mm. 
• En comparant ces résultats avec les valeurs de Su issus des essais standard 
en laboratoire, on peut observer que pour des profondeurs de pénétration 
plus élevées (0,24 mm à 0,57 mm), les valeurs de Su calculées avec la valeur 
inférieure de K (c.-à-d. K = 1,5) sont comparables aux résultats dérivés à 
partir des essais de compression UU et des essais triaxiaux CIU, alors que 
celles obtenues à l’aide de la valeur supérieure de K (c.-à-d. K = 3), du facteur 
de capacité portante de Houlsby et Wroth (1982) et des expressions de 
pression moyenne et maximale Shield se rapprochent des valeurs de Su 
déduits des essais standard aux cônes Suédois. 
• La théorie de la plasticité couplée à la solution analytique proposée a permis 
d'estimer le module de Young E de l'argile de la mer Champlain en 
supposant une valeur du coefficient de Poisson de 0,5. Globalement, les 
valeurs d'indentation absolue E estimées décroissent avec l’augmentation 
des profondeurs d’indentation. À des profondeurs d'indentation plus élevées, 
(c'est-à-dire de 0,54 mm à 0,57 mm), les valeurs E sont comparables aux 
modules tangents dérivés des essais de compression simple et des essais 
triaxiaux CIU. 
 
➢ Suite à la réalisation des simulations numériques. Ces simulations numériques ont été 
menées dans le but de tester les propriétés élastoplastiques du sol argile. L’objectif global 
était l’élaborer de directives préliminaires pour l'optimisation de la compréhension du 
comportement du sol argileux sous indentation. 
• Les distributions des contraintes verticales totales issues des modélisations 
élastoplastique ont été comparées aux courbes dérivées de la relation 
parfaitement élastique (Eq. (6.2)). Comme le montre la Figure 6.13, les 
distributions des contraintes verticales issues des simulations sont en très 
bon accord avec celles qui forment la solution élastique pour les profondeurs 
de pénétration considérées. 
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• À des fins de validation, les résultats de la modélisation par indentation ont 
été comparés aux résultats venant des expériences d'indentation et aux 
résultats issus des essais de routine au laboratoire. Pour atteindre cet objectif, 
un modèle d'indentation numérique a été construit avec deux ensembles de 
paramètres assignés à l'échantillon d'argile et à l'interface. 
• Tout d'abord, la capacité du modèle à simuler la charge sur l'indenteur pour 
une profondeur de pénétration donnée a été évaluée. Pour ce faire, les 
ensembles de propriétés des matériaux 1 et 2 ainsi que l'équation (6.2), la 
solution élastique ont été comparées et se sont avérées être en très bon accord 
(voir Fig.6.16). Cependant, les charges simulées sur l'indenteur calculée à 
partir des distributions de contraintes dérivées des simulations étaient 
considérablement plus élevée que la charge indentation provenant des essais 
au laboratoire et celles obtenues de la solution analytique proposée 
• En conséquence, des analyses paramétriques ont été effectuées avec le 
modèle numérique pour déterminer les effets du module de Young, la 
résistance au cisaillement non drainée et le coefficient de Poisson sur la 
relation P-h. Nous avons constaté que, pour un coefficient de Poisson 
constant, le module de Young de l'échantillon a un effet important sur la 
relation P-h et la résistance au cisaillement non drainée a peu d'effet. 
• Puisque les indentations dans l'argile ont été réalisées à un taux de 
chargement – déchargement relativement lent de 0,5 mm / min et en raison 
de la pénétration relativement peu profonde de la surface de l'argile, on ne 
peut pas savoir si le chargement doit être considéré comme étant drainé ou 
non drainé on ne peut pas non plus savoir si l'argile est toujours saturée. Si 
le chargement est drainé ou l'argile non saturée, le coefficient de Poisson de 
l'argile devrait varier entre 0,1 et 0,3 (Bowles, 1996). Pour le chargement 
non drainé, saturé, le coefficient de Poisson serait proche de 0,5 en raison de 
l'effet du module de volume de l'eau interstitielle. Utilisant l’équation 6.30, 
module d'Young, E, provenant des essais d’indentation ont été estimées pour 
différentes valeurs du coefficient de Poisson, ν. La résistance au cisaillement 
non drainée, Su, de 27,3 kPa issues des essais d'indentation fut celle utilisée 
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pour sur l'argile et à l'interface. Des simulations avec les propriétés des essais 
classiques (Material Property Set 1) ont également été réalisées avec les 
différentes valeurs de ν. Les résultats des simulations sur les Figures 6.18a à 
d montrent que la réduction de ν de 0,5 à 0,1 conduit à une légère 
augmentation des valeurs moyennes d'indentation E de 5338,51 kPa à 7189 
kPa et la réduction de ν diminue également des valeurs de P. Une 
observation des courbes dans les Figs. 6.18a à 18d montre que les valeurs de 
P obtenus de ν = 0,2 sont généralement en bon accord avec les valeurs 
expérimentales.  
 
➢ Bien que des résultats importants aient été obtenus au cours de cette recherche, certains 
aspects   devraient être prises en considération lors de la réalisation des expériences 
d’indentation et pendant les simulations numériques. Ces aspects peuvent être identifiés 
comme suit: 
 
➢ Aspects à prendre en compte lors de la réalisation des expériences d’indentation :  
• avec l’évolution sans cesse croissante de la science, il existe actuellement 
des machines d’indentation ainsi des indenteurs normalisés capables de 
fournir des retours d’information de l’expérience à l’échelle du nano. 
L’analyse de tels résultats viendrait apporter des précisions sur les résultats 
ici présentés,  
• la recherche sur les effets des paramètres de l'indenteur, tels que les angles 
d'indenteur standard, l'indenteur émoussé, et le comportement du matériau 
soumis à haute température devraient être entrepris, 
• pendant la réalisation de l’essai d’indentation, un temps d’arrêt à la charge 
maximale supérieur à 6 secondes viendrait ouvrir l’accès à l’étude du fluage 
par indentation ainsi qu’aux analyses visco -élasto- plastique du sol 
argileux. 
 
➢ Aspects à prendre en compte lors conception du modèle et de la réalisation des simulations 
numériques : 
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• des modèles numériques prenant l’endommagement des matériaux en 
compte devrait être utilisés pendant des simulations par éléments finis. Ceci 
permettrait une reproduction plus adéquate du comportement du sols 
argileux sous indentation. 
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CHAPITRE 8 CONCLUSIONS ET RECOMMANDATIONS  
 
La première partie de ce chapitre présente les résultats de la thèse pour chacun des objectifs 
présentés au chapitre 1. La deuxième partie présente des recommandations pour les travaux futurs. 
Conclusions 
L’indentation des matériaux par les techniques traditionnelles de micro et macro indentation sont 
utilisées depuis plus d’un siècle et l’on pourrait croire que tout a été dit sur ce sujet. Dans ce 
document, nous avons montré qu’il n’en est rien, mais que par contre, il reste beaucoup à faire pour 
mieux comprendre les phénomènes qui se produisent autours du contact entre l’indenteur et le 
matériau étudié qu’est le sol argileux naturel. Les domaines de caractérisation mécanique 
concernés par l’indentation très nombreux et les méthodes mises en œuvre pas toujours bien 
maîtrisées.  
L'examen de l'état des connaissances et des pratiques actuelles en ce qui concerne le comportement 
du sol argileux naturel, et l'évaluation des paramètres mécaniques suite à l’indentation ont montré 
que des préoccupations majeures existent dans ce domaine. Par exemple, l’application de la 
méthode Oliver et Phaar, (1992) telle quelle, conduit à une dispersion anormale dans les valeurs 
des paramètres déduits.  
Ce document qui en fait est un guide préliminaire d’aide à la décision et à l’analyse des résultats 
d’indentation menées les argiles Champlain vient apporter la preuve de la non applicabilité de 
certaines méthodes empiriques usuelles (les méthodes Oliver et Phaar, (1992) et celles Briscoe et 
al., (1996 et 1998)) sur le dit matériau.  
Après avoir résumé le contenu et les liens entre les différents chapitres de cette thèse, résultats 
d’expériences au laboratoire et de simulations numériques d’indentations récemment effectuées sur 
une argile Champlain sont présentées. Ceux-ci fournissent des ébauches de directives encadrant la 
façon d’analyser et d’interpréter les données expérimentales et celles de modélisations numériques 
réalisées sur les argiles Champlain. Les principaux résultats auxquels nous sommes arrivés sont 
listés dans ce qui suit: 
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Par application de la méthode Oliver et Pharr, (1992) suite à l’indentation menées sur le sol argileux 
à l’aide des trois indenteurs coniques que sont le cône en acier de 60°, celui en aluminium de 80° 
et le cône en laiton de 97° d’angle inclus au sommet (Voir l’Annexe D) :  
- Les matériaux constituant l’indenteur n’influent pas sur les données P-h d’indentation mais, 
la géométrie des indenteurs, les influencent. 
- Les courbes au 1er et au 10e cycle de chargement – déchargement présentent des hystérésis, 
preuve le sol étudié ne se comporte pas comme un matériau élastique, mais comme un 
matériau élastoplastique. 
- Au 1er cycle de chargement – déchargement, hormis les fluctuations dans les résultats en 
début de courbes (c’est-à-dire à ac inférieur à 2.4mm) et prise globalement, les valeurs 
déduites de E variaient de 6,02 à 28,80 MPa pour 𝜈 = 0,5 et de 7,30 à 34,95 MPa pour 𝜈 = 
0,3. 
- Au 10er cycle de chargement – déchargement, prise globalement, les valeurs déduites de E 
variaient de 7,5 à 28,13 MPa pour 𝜈 = 0,5 et de 0,3 à 34,12 MPa pour 𝜈 = 0,3. 
- Les valeurs déduites de H variaient de 0,7 à 0,28 MPa au 1er cycle de chargement – 
déchargement et de 0,17 à 0,32 MPa au 10e cycle. 
- Les résultats des essais de routine au laboratoire montrent que les valeurs moyennes de 
modules sécants (Es) et de module tangent (Et) obtenus sont respectivement de13,52 MPa 
et 12,47 MPa pour l’essai de compression simple tandis qu’elles sont respectivement égales 
à 30,26 MPa et 25,31 MPa pour l’essai triaxial. 
- Les valeurs de E issues de l’indentation sont fluctuantes. Elles se comparent parfois avec 
celles résultant des essais de routine. 
- L’analyse des données aux cycles de chargement – déchargement différents du 1er n’est pas 
appropriée pour le matériaux qu’est le sol argileux car après le 1er cycle, la structure du sol 
est détériorée.  
Par application de la méthode Briscoe et al., (1996, 1998) suite à l’indentation menées sur le sol 
argileux à l’aide des deux indenteurs que sont le cône pyramidal à base carré de 139,4° et le cône 
en aluminium de 144,3° d’angle inclus au sommet (Voir l’Annexe C) :  
- Au 1er cycle de chargement – déchargement, prise globalement, les valeurs déduites de E 
variaient de 11,23 à 57,08 MPa pour 𝜈 = 0.5. 
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- Les valeurs déduites de H variaient de 0,38 à 1,25 MPa au 1er cycle de chargement – 
déchargement. 
- Les valeurs de limite d’élasticité, 𝜎𝑦, déduites par couplage des résultats de H au critère de 
plasticité de Tresca pour un facteur de contrainte de 3 (Bishop et al. 1947), variaient de 
126,7 to 416,7 kPa. Les valeurs de Su estimée au 1
er cycle de chargement – déchargement 
sous ces conditions allaient de 63,4 and 208,4 kPa. 
-  Les valeurs de Su estimée au 1er cycle de chargement – déchargement basée sur le facteur 
de capacité portante Nc = 5,14 (Houlsby et Wroth (1982)), étaient trop élevée. 
- Les valeurs de E, et Su issues de l’indentation sont fluctuantes. Elles se comparent parfois 
avec celles résultant des essais de routine. 
 
Par application de la méthode Briscoe et al., (1996, 1998) suite à l’indentation menées sur le sol 
argileux à l’aide des trois indenteurs que sont le cône en acier de 60°, celui en aluminium de 80° et 
le cône en laiton de 97° d’angle inclus au sommet (Voir le chapitre 4) : 
- Au 1er cycle de chargement – déchargement, prise globalement, les valeurs déduites de E 
variaient de 6 à 29 MPa pour 𝜈 = 0.5. 
- Les valeurs minimales et maximales respectives de H = 0,17 et H = 0.29 MPa ont été 
obtenues à l’aide de cône en laiton de 97°. 
- Les valeurs de Su estimée au 1er cycle de chargement – déchargement basées sur des valeurs 
de facteur de capacité portante, Nc, de Houlsby et Wroth (1982) variaient de 47,5 à 65,7 
kPa. Les valeurs de Nc utilisés pour ces calculs étaient Nc = 4,73 pour 2𝛼 = 97°, Nc = 4,58 
pour 2𝛼 = 80° et Nc = 4,47 pour 2𝛼 = 60°. 
- Les valeurs de Su estimées des essais compression simple et des essais triaxiaux variaient 
respectivement de 35,9 à 64,9 kPa et de 51 à 66 kPa. 
- Nous avons encore constaté que les valeurs de E déduites des essais d'indentation varient 
quelque peu des résultats obtenus à partir de tests de compression non confinés.  
- Malgré cela, les valeurs de Su déduites des essais d'indentation (c’est-à-dire celles obtenues 
par le biais des facteurs de capacité portante, Nc) en utilisant la relation entre le nombre de 
dureté et la contrainte d'élasticité se comparent bien avec des valeurs correspondantes en 
provenance des essais compression simple et des essais triaxiaux.  
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- De tous les cônes utilisés dans cette étude, celui dont les résultats présentent le moins de 
dispersions semble être le cône en aluminium de 80°. 
Par analyse des données des parties en chargement des courbes P-h expérimentales des cinq 
indenteurs coniques à la lumière de quatre équations de lois de puissance différentes : 
- Pour les cinq indenteurs coniques, les données des parties en chargement des courbes P-h 
expérimentales ne s’ajustent pas à la loi de puissance de Kick. 
- Pour les cinq indenteurs coniques, la loi de puissance de Meyer s’ajuste aux données 
expérimentales des parties en chargement des courbes P-h pour la valeur de charge de P = 5 
N et parfois moins (P = 3N pour le cône en acier de 30 ° et le cône d'aluminium de 80°). 
Dépendamment de la charge appliquée, les paramètres n1 et C de Meyer changent selon la 
géométrie de l’indenteur. 
- Pour les cinq indenteurs coniques, la loi de puissance exponentielle n’ajuste que de façon 
partielle les données expérimentales des parties en chargement des courbes P-h. en effet, 
pour les déplacements allant de h = 0.70 à 1.84mm les courbes issues de la loi exponentielle 
ne couvre pas les données expérimentales. Dépendamment de la charge appliquée, les 
paramètres n1 et C de la loi exponentielle changent selon la géométrie de l’indenteur. 
- Pour les cinq indenteurs coniques, la loi de puissance polynomiale de degré 2 est celle qui 
ajuste le mieux les données expérimentales des parties en chargement des courbes P-h. 
Dépendamment de la charge appliquée, les paramètres C1, C2 et C3 de la loi de puissance 
polynomiale changent selon la géométrie de l’indenteur. 
 
Les solutions analytiques existantes ont été appliquées aux résultats P-h d’indentation issus des 
cinq indenteurs coniques avec pour but, l’estimation de la dureté, la résistance au cisaillement non 
drainée et le module de Young de l'argile. Cependant, ces propriétés du sol n’ont pas pu être 
déduites avec précision. Pour pallier à ce manquement, une solution analytique innovante fut 
développée pour les cinq indenteurs coniques. Les contributions principales apportés par cette 
étude et présentées dans l’article 2 montrent que :  
- Pour les cinq cônes, qu’une pénétration de 4 mm est nécessaire pour atteindre un état limite 
auquel la dureté, la résistance au cisaillement non drainée et le module de Young pourraient 
être estimés. 
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- Les coefficients utilisés pour déduire les propriétés ci-dessus citées dépendent du matériau 
et de la géométrie de l'indenteur. 
 
- Une corrélation simple entre la résistance au cisaillement non drainée, Su et le module de 
Young, E, a été proposée. Cette corrélation est similaire à celle proposée par d'autres 
chercheurs.  
Au cours de la présente étude, des tests d'indentation ont été réalisés à l’aide d’un indenteur 
cylindrique à embout plat. Un modèle analytique facilitant l’analyse des données d'indentation a 
été utilisée comme moyen de caractérisation des propriétés élastiques-plastiques des échantillons 
d’argile testés à l'échelle macro. La modélisation numérique basée sur l'analyse par éléments finis 
fut réalisée avec pour but pour but l’évaluation des effets de la profondeur d'indentation et du 
coefficient de limite élastique sur les valeurs de contraintes totales verticales, de charge et de 
module d’élasticité. Les contributions principales apportés par cette étude et présentées dans 
l’article 3 montrent que :  
- La loi de puissance de Meyer s’accorde bien avec les points de données Pmax-hmax issus des 
expériences d’indentation pour des valeurs de paramètres de Meyer que sont C = 118.79 
and n1 = 0.852.   
- Les valeurs du nombre de dureté calculées suivent les tendances de la courbe Pmax vs hmax 
et augmentent avec la profondeur de pénétration. Elles varient de 31,15 kPa à 0,05 mm à 
235,8 kPa à 0,57 mm.  
- Globallement, les valeurs de Su estimées ont le même comportement que H. Elles 
augmentent avec la profondeur de pénétration. Lorsqu’on compare les valeurs du Su de 
l'argile provenant des essais d'indentation entre elles, on se rend compte que les valeurs de 
Su, calculées à l’aide des valeurs inférieures de K (c'est-à-dire, K = 1,5 et qui donnent 
Su(Upper)) sont supérieures aux autres valeurs d'indentation Su. Les valeurs de Su (Upper) varient 
de 10,4 kPa à 0,05 mm à 78,6 kPa à 0,57 mm. 
- D'après Houlsby et Wroth (1982), le facteur de capacité portante Nc de 5,69 donne des 
valeurs de Su (Nc) identiques à celles de la pression moyenne de Shield (1955) (Su (Mean-Shield's 
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1955)). Les valeurs de Su (Nc) et de Su (Mean-Shield's 1955) varient de 0,47 kPa à 0,05 mm à 41,44 
kPa à 0,57 mm. 
- En comparant ces résultats avec les valeurs de Su issus des essais standard en laboratoire, 
on peut observer que pour des profondeurs de pénétration plus élevées (0,24 mm à 0,57 
mm), les valeurs de Su calculées avec la valeur inférieure de K (c.-à-d. K = 1,5) sont 
comparables aux résultats dérivés à partir des essais de compression UU et des essais 
triaxiaux CIU, alors que celles obtenues à l’aide de la valeur supérieure de K (c.-à-d. K = 
3), du facteur de capacité portante de Houlsby et Wroth (1982) et des expressions de 
pression moyenne et maximale Shield se rapprochent des valeurs de Su déduits des essais 
standard aux cônes Suédois. 
- La théorie de la plasticité associée à la solution analytique proposée a permis d'estimer le 
module de Young, E, de l'argile de la mer Champlain, en supposant une valeur du 
coefficient de Poisson de 0.5. Globalement, les valeurs d'indentation absolue E estimées 
décroissent avec l’augmentation des profondeurs d’indentation. A des profondeurs 
d'indentation élevées (c’est-à-dire 0,54 mm à 0,57 mm), les valeurs E obtenues sont 
comparables aux valeurs de modules tangents dérivés des essais de compression simples et 
des essais triaxiaux CIU. 
Au cours de cette recherche, des simulations numériques ont été menées dans le but de tester les 
propriétés élastoplastiques du sol argile. L’objectif global était l’élaborer de directives 
préliminaires pour l'optimisation de la compréhension du comportement du sol argileux sous 
indentation. Les principaux résultats obtenus sont les suivant:  
- Tout d'abord, la capacité du modèle à simuler la charge sur l'indenteur pour une profondeur 
de pénétration donnée a été évaluée. Pour ce faire, les ensembles de propriétés des 
matériaux 1 et 2 ainsi que l'équation (6.2), la solution élastique ont été comparées et se sont 
avérées être en très bon accord (voir Fig.6.16). Cependant, les charges simulées sur 
l'indenteur calculée à partir des distributions de contraintes dérivées des simulations étaient 
considérablement plus élevée que la charge indentation provenant des essais au laboratoire 
et celles obtenues de la solution analytique proposée 
- Des analyses paramétriques ont été effectuées avec le modèle numérique pour déterminer 
les effets du module de Young, la résistance au cisaillement non drainée et le coefficient de 
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Poisson sur la relation P-h. Il fut constaté que, pour un coefficient de Poisson constant, le 
module de Young de l'échantillon a un effet important sur la relation P-h et la résistance au 
cisaillement non drainée a peu d'effet. 
• Puisque les indentations dans l'argile ont été réalisées à un taux de 
chargement – déchargement relativement lent de 0,5 mm / min et en raison 
de la pénétration relativement peu profonde de la surface de l'argile, on ne 
peut pas savoir si le chargement doit être considéré comme étant drainé ou 
non drainé on ne peut pas non plus savoir si l'argile est toujours saturée. Si 
le chargement est drainé ou l'argile non saturée, le coefficient de Poisson de 
l'argile devrait varier entre 0,1 et 0,3 (Bowles, 1996). Pour le chargement 
non drainé, saturé, le coefficient de Poisson serait proche de 0,5 en raison de 
l'effet du module de volume de l'eau interstitielle. Utilisant l’équation 6.30, 
module d'Young, E, provenant des essais d’indentation ont été estimées pour 
différentes valeurs du coefficient de Poisson, ν. La résistance au cisaillement 
non drainée, Su, de 27,3 kPa issues des essais d'indentation fut celle utilisée 
pour sur l'argile et à l'interface. Des simulations avec les propriétés des essais 
classiques (Material Property Set 1) ont également été réalisées avec les 
différentes valeurs de ν. Les résultats des simulations sur les Figures 6.18a à 
d montrent que la réduction de ν de 0,5 à 0,1 conduit à une légère 
augmentation des valeurs moyennes d'indentation E de 5338,51 kPa à 7189 
kPa et la réduction de ν diminue également des valeurs de P. Une 
observation des courbes dans les Figs. 6.18a à 18d montre que les valeurs de 
P obtenus de ν =0,2 sont généralement en bon accord avec les valeurs 
expérimentales.  
 
Recommandations  
Sur la base des travaux de recherche présentés dans cette étude, les travaux futurs potentiels pour 
améliorer le travail actuel sont énumérés ci-dessous. 
Aspects à prendre en compte lors de la réalisation des expériences d’indentation  
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- Des expériences d'indentation instrumentés réalisés à l’aide d’une machine d’indentation 
normalisée plus précises (voir l’échelle du nano) ainsi que des indenteurs normalisés (de 
Vickers ou de Berkovich) doivent être effectués pour obtenir des estimations plus précises 
des propriétés élastique-plastique du matériau.  
- Des analyses tenant compte des effets des paramètres tels que les angles de l'indenteur 
standard, l'indenteur émoussé, et le comportement du matériau soumis à haute température 
devraient être entrepris. 
- Prolonger le temps de maintien à la charge maximale au-delà de 6 secondes viendrait ouvrir 
l’accès à l’étude du fluage par indentation ainsi qu’aux analyses visco – élasto - plastique 
du sol argileux. 
- Réaliser des expériences d'indentation instrumentées en faisant varier le taux de 
chargement-déchargement. 
Aspects à prendre en compte lors conception du modèle et de la réalisation des simulations 
numériques 
- Des modèles numériques prenant l’endommagement des matériaux en compte devrait être 
utilisés pendant des simulations par éléments finis. Ceci permettrait une reproduction plus 
adéquate du comportement du sols argileux sous indentation. 
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ANNEXE A – ORIGINE, MODE DE STOCKAGE ET ESSAIS DE 
ROUTINE AU LABORATOIRE 
A.1 Origine de l’argile naturelle 
Les sols argileux sont les types de sol les plus représentatifs en superficie de la région de l’Est du 
Canada. Selon Leroueil et al. (1983b), les argiles, dites sensibles, « recouvrent environ 70% des 
régions peuplées des basses terres du Saint-Laurent, de la vallée de l'Outaouais et du Saguenay-
Lac-Saint-Jean, ainsi qu'une grande partie du nord-ouest québécois, l'est et le nord de l'Ontario et 
certaines régions côtières des provinces maritimes ». L’histoire de leur formation dans la vallée du 
Saint-Laurent, la vallée de l’Outaouais et la région du Saguenay–Lac-Saint-Jean a été développée 
par Parent and Occhietti (1988). Ces derniers expliquent qu’il y a environ 12 000 ans, dans le sud 
de la calotte glacière des Laurentides (région de Montréal), l’eau douce du lac glaciaire Cantona a 
été remplacée par l’eau de la mer Champlain. Ce processus de remplacement d’eau a facilité la 
sédimentation des sols à grains fins. Le dépôt argileux qui en est résulté peut atteindre une épaisseur 
d’une centaine de mètres dans la partie centrale du bassin. À la fin de l’épisode de la mer 
Champlain, il y a 10 000 ans, l’eau salée a été progressivement remplacée par l’eau douce du lac 
Lampsilis. L’épisode du lac Lampsilis a duré quelques centaines d’années.  Les sols argileux 
aujourd’hui présents dans ces régions tirent leurs origines du retrait du lac Lampsilis. 
Les argiles de l'Est du Canada, à cause de leur résistance généralement faible et de leur grande 
compressibilité (Leroueil et al. 1983b), causent de sérieux problèmes à l'ingénierie québécoise, 
particulièrement dans le domaine de la géotechnique. En effet, de par leurs propriétés, elles peuvent 
avoir une faible capacité portante. Ces caractéristiques spécifiques imposent des études 
approfondies préalables au dimensionnement des ouvrages. Études préalables qui passent par une 
caractérisation physique et mécanique des sols, caractérisation effectuée à l’aide d’essais pouvant 
être réalisés in situ et/ou au laboratoire. 
En raison de l’ubiquité des argiles de Champlain dans la région du Saint – Laurent, les propriétés 
de ces géo-matériaux ont fait l’objet de nombreuses études. Les propriétés des argiles de la mer 
Champlain varient d’une localité à l’autre et sont grandement affectées par le mode 
d’échantillonnage (La Rochelle et al. 1970).  
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A.2 Échantillonnage sur site 
L’argile utilisée tout au long de cette étude provient de la ville de Beloeil, près de l’intersection des 
rues Benoni – Robert et Gilbert Desautels. Comme le montre la Figure A.1, le site de prélèvement 
se trouve sur les basses terres du Saint Laurent, à environ deux kilomètres au nord-ouest de la 
rivière Richelieu et quatre à six kilomètres de St-Hilaire. L’épaisseur des dépôts meubles au-dessus 
du substratum rocheux dans ce secteur est d’environ 30 à 33 mètres. 
 
 
Figure A.1 : Plan de localisation du site de Beloeil 
(www.iro.umontreal.ca/~meunier/velo/Chambly/carte.JPG). 
 
Le prélèvement de l’argile intacte et remaniée s’est faite à 3.5 m de profondeur. Comme le montre 
la Figure A.2, une excavation du sol, préalable à l’échantillonnage fut réalisée. Des précautions 
furent prises pour que l’excavation des parois se fasse de manière à ne pas trop remanier le sol en 
place.  Des blocs d’argile intacte de dimensions égales à 30 × 30 cm et des échantillons d’argile 
remaniée ont été prélevés et acheminés au laboratoire.  
 
 
Zone 
d’échantillonnage 
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Figure A.2 : Échantillonnage de l’argile sur le site. 
A.3 Mode de stockage de l’argile naturelle au laboratoire 
Au laboratoire, les blocs d’argile intacte furent recouverts de graisse et de paraffine puis stockés à 
température contrôlée, à environ 10 °C dans une chambre humidifiée à l’eau atomisée. 
L’argile remaniée, conservée dans des conteneurs en plastique munis de couvercles fut aussi 
stockée dans la même chambre humide. 
La figure suivante montre les échantillons d’argile intacte et remaniée, stockés dans la chambre 
humide. 
 
Figure A.3 : Échantillons stockés dans la chambre humide. 
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A.4 Caractérisation de l’argile au laboratoire 
4.1 Identification 
Dans le domaine de la construction, que l’on envisage d’utiliser le sol comme un matériau ou 
comme un ouvrage de fondation, il primordial de bien le comprendre. Pour ce faire, il faut étudier 
sa nature, sa composition et l’organisation ou le mode d’agencement de ses particules. 
Des mesures et des études descriptives ont été réalisées sur le sol argileux échantillonné. Le but 
était de déterminer ses propriétés générales et de procéder entre autres, à sa classification 
conformément aux standards USCS. 
Dans la suite, nous présentons les principaux résultats des essais réalisés au laboratoire sur l’argile 
naturelle. 
A.4.1.1 Teneur en eau naturelle de l’argile 
Des blocs d’argile stockés dans la chambre humide, des échantillons de petite masse ont servi lors 
de la mesure de la teneur en eau naturelle au laboratoire. La norme ASTM D2216 – 10 est celle 
que nous avons utilisée. Plus d’une centaine d’essais de teneur en eau naturelle ont été réalisés et 
la relation utilisée pour la détermination de ce paramètre est la suivante :  
100
s
w
n
M
M
W           (A.1)  
 Il ressort de cet essai que la teneur en eau naturelle (𝑊𝑛) de ce dépôt argileux varie de 43,7 à 63%. 
Ce qui nous donne une valeur moyenne de 𝑾𝒏 =  𝟓𝟑, 𝟑𝟓 %. Ces valeurs de teneur en eau 
naturelle se situent dans la gamme des teneurs en eau naturelles des argiles Champlain, présentée 
par Leroueil et al. (1983a). 
A.4.1.2 Densité relative et masse volumique de l’argile 
L’essai de densité relative des grains réalisée suivant la norme ASTM D854 -10 a donné comme 
résultat, une valeur de densité relative, Dr, variant de 2,71 à 2,76 à 20°𝐶. Ce qui nous donne une 
valeur moyenne de 𝑫𝒓 ≈  𝟐, 𝟕𝟒 .Ces résultats concordent avec les données normalement admises, 
dont l’ordre de grandeur est de 2,70 à 2,80 pour les argiles de la mer de Champlain (Leroueil et al. 
1983a). 
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A partir des résultats de densités relative, nous pouvons non seulement déduire la valeur de la 
masse volumique des solides(𝜌𝑆), mais aussi estimer le poids volumique des solides(𝛾𝑆) suivant 
les relations  
)20( Cw
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

             (A.2)  
gsS              (A.3)  
où :  
- 𝜌𝑤 (20℃) est la masse volumique de l’eau à la température de 20°𝐶. 
- 𝑔 est l’accélération de la pesanteur à la surface de la terre. 
Ainsi, pour le sol étudié, 𝜌𝑠 varie de 2710 à 2760 𝐾𝑔/𝑚
3 tandis que 𝛾𝑆 varie de 26,58 à 27,075 
𝐾𝑁/𝑚3 lorsque 𝑔 vaut 9,81𝑚/𝑠2. Les moyennes des valeurs sont : 
 𝝆𝒔 = 𝟐𝟕𝟕𝟒 𝑲𝒈/𝒎
𝟑et 𝜸𝑺 = 𝟐𝟔, 𝟖𝟑 𝑲𝑵/𝒎
𝟑 
A.4.1.3 Indice des vides initial  
Un autre paramètre non négligeable peut être déterminé à partir des deux paramètres déjà connus 
que sont la teneur en eau et la densité relative. Il s’agit de l’indice des vides initial. Son estimation 
peut être faite en utilisant la relation suivante : 
rr DwSe            (A.4)  
Si l’on considère le sol argileux étudié est saturé (hypothèse que nous vérifierons plus loin), nous 
obtenons un indice de vide initiale 𝒆𝟎variant de 1,409 à 1,738. D’autres essais viendront confirmer 
ce résultat. 
A.4.1.4 Analyse granulométrique par sédimentation. 
C’est le procédé par excellence à utiliser lorsque l’on cherche à déterminer la distribution des grains 
de diamètre inférieur à 0,075 mm (tamis n° 200). Cet essai facilite donc l’estimation du pourcentage 
des particules fines du sol. L’hydromètre est l’instrument dont on se sert pour réaliser l’essai. La 
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manipulation est basée sur la loi de Stokes. On observe donc la vitesse de chute des particules de 
sol dans le milieu visqueux (l’eau).  
Les trois essais de sédimentométrie réalisés ont été effectués à partir de la norme ASTM D422. 
La Figure A.4 ci-dessous présente les trois courbes granulométriques tracées sur la base des 
résultats obtenus. L’analyse de ces courbes montre que ce sol est constitué d’environ 63 à 70 % 
d’argile, 26 à 33 % de silt et 0 à 4 % de sable fin. 
 
Figure A.4: Courbe granulométrique (pourcentage des passant vs log D). 
Nous constatons que les trois courbes d’analyse granulométrique présentent la même allure des 
pourcentages passant cumulés. Ceci s’explique par le fait que l’argile utilisée pour ces différents 
essais a été prélevée au même endroit, à la même profondeur de 3,5 m. La granulométrie de cette 
argile présente un petit peu de sable fin (moins de 1%). 
A.4.1.5 Limites de consistance  
En géotechnique, on distingue quatre états de consistance : l’état solide, l’état semi – solide, l’état 
plastique et l’état liquide 
Atterberg (1911) fut le premier à définir les teneurs en eau qui délimitent les quatre états de 
consistance. Ces teneurs en eau spécifiques sont appelées limites de consistance ou limites 
d’Atterberg. Ces limites s’expriment en pourcentage. Ce sont : la limite de plasticité (𝑤𝑃), la limite 
de liquidité (𝑤𝐿), et la limite de retrait (𝑤𝑆). 
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Deux méthodes ont été utilisées lors de la détermination des limites de consistance : 
✓ La méthode par la coupelle de Casagrande ; 
✓ La méthode par le pénétromètre à cône suédois. 
a) La méthode par la coupelle de Casagrande ou méthode de percussion de Casagrande. 
- Limite de liquidité 
La norme utilisée lors de la réalisation de cet essai est celle BNQ 2501 - 090. Mais, la norme ASTM 
D4318 peut aussi être utilisée. Une cinquantaine essais a été réalisée sur l’argile de Beloeil par le 
biais de cette méthode. L’essai consiste en l’estimation de la teneur en eau à laquelle une rainure 
faite sur un échantillon placé dans une coupole se referme sur une distance donnée après 25 
impacts. Le symbole utilisé pour définir la limite de liquidité par la méthode de percussion de 
Casagrande est WL. La limite de liquidité se calcule suivant l’équation suivante : 
 
A
L
N
wW 
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
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

25
          (A.5)  
où : w est la  teneur en eau naturelle (%), N, le nombre d’impacts et A, la pente de la courbe N vs 
w. 
La Fig. A.5 présente un exemple typique de graphe obtenu suite à la réalisation d’un essai. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.5: Limite de consistance (w vs log N) – Méthode Casagrande. 
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Les plages des différents résultats obtenus suite à l’exécution de cet essai et les moyennes des 
résultats obtenus sont consignées dans le tableau suivant. 
- Limite de plasticité. 
La limite de plasticité se définie comme étant la teneur en eau à laquelle un rouleau de sol de 3 mm 
de diamètre se brise en segments de 3 à 10 mm lorsqu’on le roule. Pour notre échantillon de sol, 
nous avons obtenu les valeurs de limite de plasticité variant de 20,37 à 33,63 %. Soit une moyenne 
de 𝑊𝑃 = 27 %. 
- Les indices  
Les trois indices que sont l’indice de plasticité, l’indice de liquidité et l’indice de plasticité ont été 
estimés. Les différentes expressions qui ont servi à leur définition sont présentés ci – après : 
• Indice de plasticité (𝐼𝑃) : 
PLP WWI           (A.6)  
• Indice de liquidité (𝐼𝐿) : 
  PPNL IWWI           (A.7)  
• Indice de consistance (𝐼𝐶) :  
  PNLC IWWI           (A.8)  
Les valeurs des indices obtenues par chacune des méthodes, celles à la coupelle de Casagrande et 
celle a cône Suédois sont présentées dans les tableaux A.1, A.2 et A.3. 
Tableau A.1: Valeurs des limites et des indices de consistance – Méthode de Casagrande. 
Paramètres Résultats Moyenne des valeurs  
Limite de liquidité [𝑊𝐿 (%)] 40,4 à 68 54,2 
Indice de plasticité [𝐼𝑃] 13,91 à 47,62  30,76 
Indice de liquidité [𝐼𝐿] 0,51 à 1,93 1,22 
Indice de consistance [𝐼𝐶] 0,0484 à 0,487 0,27 
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b) La méthode par le cône Suédois 
L’essai au cône suédois a permis non seulement de compléter cet essai, mais aussi de comparer les 
résultats obtenus ici avec ceux issus de la méthode à la coupelle de Casagrande. 
La norme CAN/BNQ 2501 – 092 a été utilisée. Une cinquantaine d’essais de ce type ont été 
réalisés. La norme utilisée ici définie la limite de liquidité comme étant la teneur en eau de l’argile 
à laquelle la profondeur de pénétration d’un cône de 60° d’angle inclus et de 60 g est de 10 mm. 
La Fig. A.6 présente le type de courbe que nous avons obtenue pour un essai. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.6: Limite de consistance (w vs log N) – Méthode au pénétromètre au cône. 
Ces essais ont permis d’obtenir les valeurs des paramètres au cône que sont : Limite de 
plasticité(𝑊𝑃𝐶), Indice de plasticité(𝐼𝑃𝐶), Indice de liquidité (𝐼𝐿𝐶) et Indice de consistance(𝐼𝑐𝑐).  
Le tableau qui suit présente les plages ainsi que les moyennes des résultats obtenus par cette 
méthode. 
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Tableau A.2: Valeurs des limites et des indices de consistance – Méthode Cône suédois. 
Paramètres  Résultats Moyenne des valeurs  
Limite de liquidité [𝑊𝐿𝑐  (%)] 58 à 59,30 58,65 
Indice de plasticité [𝐼𝑃𝑐] (%) 31,27 à 35,5 33,38 
Indice de liquidité[ 𝐼𝐿𝑐] 0,94 à 0,96 0,95 
Indice de consistance [𝐼𝐶𝑐] 0,031 à 0,059 0,045 
c) Comparaison des résultats obtenus sur les essais de limites de consistance 
Tableau A.3: Comparaison résultats limites et indices de consistance du dépôt argileux. 
Paramètres Moyenne des 
valeurs 
Paramètres  Moyenne des 
valeurs 
Essai avec la coupelle de Casagrande Essai au cône Suédois 
Limite de liquidité 
[𝑊𝐿 (%)] 
54,2 Limite de liquidité 
[𝑊𝐿𝑐 (%)] 
58,65 
Indice de plasticité [𝐼𝑃] (%) 30,76 Indice de plasticité [𝐼𝑃𝑐] 33,38 
Indice de liquidité [𝐼𝐿] 1,22 Indice de liquidité[ 𝐼𝐿𝑐] 0,95 
Indice de consistance [𝐼𝐶] 
0,27 Indice de consistance 
[𝐼𝐶𝑐] 
0,045 
 
Le tableau comparatif ci-dessus montre que pour la majorité des paramètres, les écarts entre les 
valeurs obtenues ne sont pas très importants. Il est en moyenne de 7,6 % pour la limite de liquidité, 
et 8,52 % pour l’indice de plasticité. Pour ce qui est des deux paramètres restant que sont les indices 
de liquidité et de consistance, les écarts observés sont bien plus grands. Nous avons un écart moyen 
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de 22,13 % entre les valeurs des indices de liquidité et 83,33 % entre celles des indices de 
consistance. 
d) Sommaire sur les paramètres d’identification du sol argileux étudié  
Le tableau suivant présente le sommaire des propriétés d’identification du dépôt argileux. 
Tableau A.4: Sommaire des propriétés d’identification du dépôt argileux 
Paramètres Valeurs 
Teneur en eau naturelle  
Teneur en eau naturelle des différents essais  [𝑊𝑛(%)] 53,35 
Mesure de la densité relative et masse volumique  
Densité relative [𝐷𝑟] 2,74 
Masse volumique des grains solides  [𝜌𝑆 (𝐾𝑔 𝑚
3⁄ )] 2774 
Masse volumique [𝜌(𝐾𝑔 𝑚3⁄ )] 1659 
Poids volumique [𝛾𝑆(𝐾𝑁 𝑚
3⁄ )] 26,83 
Mesure de la limite de plasticité 
Limite de plasticité [𝑊𝑃 (%)] 27  
Essai à la coupelle de Casagrande 
Limite de liquidité [𝑊𝐿 (%)] 54,2 
Indice de plasticité [𝐼𝑃] (%) 30,76 
Indice de liquidité [𝐼𝐿] 1,22 
Indice de consistance [𝐼𝐶] 0,27 
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Tableau A.5: Sommaire des propriétés d’identification du dépôt argileux (suite) 
Paramètres Valeurs moyennes  
Essai au cône Suédois 
Limite de liquidité [𝑊𝐿𝑐 (%)] 58,65 
Indice de plasticité [𝐼𝑃𝑐] (%) 33,38 
Indice de liquidité[ 𝐼𝐿𝑐] 0,95 
Indice de consistance [𝐼𝐶𝑐] 0,045 
Analyse granulométrique par sédimentation 
Pourcentage moyen d’argile (%) 68 
Pourcentage moyen de silt (%) 30 
Pourcentage moyen de sable (%) 2 
 
A.4.2 Classification du dépôt argileux 
De tous les systèmes de classification des sols élaborés, le système de classification unifié (USCS) 
est le plus connu et le plus utilisé en Amérique du Nord. Conçu en 1948 par Arthur Casagrande, ce 
système de classification des sols permet entre autres de regrouper les sols présentant un 
comportement similaire en présence des mêmes conditions d’utilisation ou de sollicitation. 
Sur la figure suivante (diagramme de Casagrande), nous avons disposés deux points. Ces derniers 
indiquent la classification du sol argileux étudié sur la base des valeurs précédemment mesurées et 
présentée dans le tableau 1.4. Le point rouge indique les résultats obtenus via l’essai à la coupelle 
de Casagrande tandis que le point bleu présente ceux obtenus par l’essai au cône Suédois. 
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Il ressort des essais réalisés et de l’abaque ci-dessous que, le sol argileux étudié se classe parmi les 
argiles inorganiques de plasticité élevée (CH). Le tableau de classification unifié des sols 
(U.S.C.S.) présenté à la page 62 du livre Introduction à la Géotechnique de (Holtz and Kovacs 
1981) dit des argiles inorganiques de plasticité élevée (CH) qu’elles sont des argiles grasses qui 
s’identifient par : 
- Une résistance à sec (résistance au broyage) élevée à très élevée ; 
- Une ténacité (ou une consistance près de la limite de plasticité) élevée ; 
- Une absence de dilatation (ou de réaction aux vibrations). 
Comme le suggèrent Leroueil et al. (1983a), les résultats issus de l’essai par le pénétromètre au 
cône sont ceux que nous retiendrons dans la suite de ce travail. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 Classification du sol argileux suivant les résultats obtenus par la coupelle de Casagrande 
 Classification du sol argileux suivant les résultats obtenus par le cône Suédois 
Figure A.7: Diagramme de plasticité selon Casagrande, 1948, et Howard, 1977. 
A.4.3 Les corrélations 
L’activité de l’argile (A) est un coefficient défini par Skempton en 1953. C’est le rapport entre 
l’indice de plasticité (𝐼𝑃) exprimé en pourcentage et la teneur en argile C (particules < 2 𝜇𝑚) 
exprimé en pourcentage.  
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𝐴 = 𝐼𝑃 𝐶⁄                 (A.9)  
Leroueil et al. (1983b), dans la Fig. A.9 ci-dessous, présentent les points représentatifs de l’activité 
des argiles Champlain. Ces points se situent dans le faisceau correspondant à des activités 
comprises entre 0,25 et 0,75. Sachant que le pourcentage moyen des particules < 2 𝜇𝑚 du sol 
étudié vaut C = 68% et que son indice de plasticité mesurées au cône Suédois vaut IP = 33,38%, 
nous obtenons une activité de 𝐴 = 0,5, cette valeur rentre bien dans les gammes des valeurs 
reconnues dans la littérature comme étant celles des argiles de l’est du Canada. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
                              Activité estimée du sol argileux étudié 
Figure A.8: Activités des argiles de la mer Champlain, extrait de Lerouiel et al. (1983). 
D’après l’échelle de classification de Skempton (1953) récapitulée au Tableau A.5 ci-après, l’argile 
étudiée peut être considérée comme inactive. Le fait que ce sol comporte très peu de minéraux 
actifs, suggère qu’une partie importante de la fraction argileuse est constituée de farine de roches. 
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Tableau A.6: Types d’argile suivant l’activité 
Activité (A) Type d’argile 
A < 0,75 Inactive 
0,75 < A < 1,25 Normale 
A > 1,25 Active 
 
La limite de retrait (WS) est le teneur en eau maximale que le sol peut avoir sans changer de volume. 
Selon Holtz and Kovacs (1991), il est possible d’estimer la limite de retrait d’un sol argileux à 
partir de l’abaque de Casagrande. On obtient une limite de retrait de WS = 16 %. 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.9: Procédé de Casagrande pour l’estimation de la limite retrait (Holtz et Kovacs, 
1991). 
Garneau and LeBihan (1977) proposent la relation moyenne suivante pour les argiles de la mer 
Champlain : 
 1985.0  LP WI               (A.10) 
IP = 33,38 % 
WS = 16 % 
WL = 58,65 % 
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Pour 𝑊𝐿 = 58,65 %, on obtient  𝐼𝑃 = 33,7025 avec la relation ci- dessus. 
Connaissant les valeurs des paramètres que sont : l’indice de plasticité, la limite de liquidité et 
l’activité, nous pouvons, à l’aide de l’abaque de Casagrande ainsi que du tableau A.7 avoir une 
idée de la composition minéralogique de notre argile. L’abaque de plasticité de Casagrande (inspiré 
de Casagrande (1948) et Mitchell and Soga (1976)) et le tableau A.7 sont les outils utiles à cet effet. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.10: Position des minéraux du sol argileux étudié par rapport aux minéraux les 
plus connus sur l’abaque de plasticité de Casagrande (inspiré de Casagrande (1948) et Mitchell 
(1976)) 
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Tableau A.7: Activité de plusieurs minéraux (Holtz et Kovacks 1981) 
 
Minéraux Activité 
Na - montmorillonite 4-7 
Ca- montmorillonite 1.5 
Illite 0.5-1.3 
Kaolinite 0.3-0.5 
Halloysite (déshydratée) 0.5 
Halloysite (hydratée) 0.1 
Attapulgite 0.5-1.2 
Allophane 0.5-1.2 
Mica (muscovite) 0.2 
Calcite 0.2 
Quartz 0 
L’observation de la Figure A.11 montre que les valeurs tombent dans une zone où il n’y a pas de 
minéraux. Le tableau A.6 montre qu’avec une valeur moyenne d’activité environ égale à 0,50 les 
minéraux qui composent notre argile sont : l’illite, l’halloysite, l’attapulgite et l’allophane. 
(Leroueil et al. 1983b) quant à eux, disent que, dans les argiles de l’Est du Canada les illites sont 
les principaux minéraux argileux rencontrés.   
La Figure A.12 ci – dessous montre que la susceptibilité du sol étudié à subir des gonflements est 
élevée. 
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Figure A.11: Abaque (de Seed et al. 1962) évaluant le potentiel de gonflement du sol argileux 
Bjerrum (1954) et Mitchell and Soga (2005) démontrent que, connaissant l’indice de liquidité d’un 
sol, on peut se faire une idée de la sensibilité du sol argileux à l’étude.  Pour la valeur moyenne de 
l’indice de liquidité de 𝐼𝐿 = 0,95, on obtient une valeur de sensibilité de 7. Cette valeur va être 
confirmée par les résultats de l’essai au cône Suédois.  
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.12: Sensibilité en fonction de l’indice de liquidité (Selon Bjerrum, 1954). 
%< µ = 68% 
Le potentiel de gonflement est 
d’environ 15 % 
A = 0,5 
St = 7 
IL = 0,95 
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A.4.4 Résistance au cisaillement 
La résistance au cisaillement que l’on définit généralement comme étant égale à la contrainte 
tangentielle (T) devant être appliquée le long d’un plan de rupture (ou de cisaillement) pour 
entrainer le déplacement des particules est un paramètre important. En géotechnique, la 
connaissance de cette propriété est essentielle si l’on veut que les charges qui s’appliquent sur le 
sol de fondation ne provoquent ni tassement excessif, ni rupture. 
Différents essais facilitent le l’obtention du paramètre qu’est la résistance au cisaillement non 
drainé au laboratoire (𝑆𝑢). Citons : l’essai au cône suédois, l’essai de compression simple et l’essai 
au scissomètre. Afin de retrouver ce paramètre clé, un minimum de trois essais ont été réalisés par 
type d’essai ci– dessus mentionné. Par soucis de clarté dans le rendu des résultats, pour chaque 
type d’essai, nous présenterons d’abord la norme utilisée lors de la réalisation de l’essai, suivie de 
la présentation d’un résultat par type d’essai. Un tableau récapitulatif des valeurs par groupe est 
donné à la fin de chaque section.  
A.4.4.1 L’essai au cône suédois  
La norme BNQ 2501.110 a été utilisée lors du déroulement de cet essai. Deux valeurs de sensibilité 
du sol cohérent ont été trouvées à l’aide de la pénétration aux cônes. Les cônes utilisés sont celui 
de 400 g, 30°; 100 g, 30°et 60g, 60°. La valeur de la résistance au cisaillement s’obtient de la 
relation suivante : 
2
8.9
P
mK
Su

                (A.11) 
où : K est la constante du cône; 
 m est la masse du cône (g); 
 ?̅?2 est la moyenne des pénétrations obtenues avec le cône élevé au carré (mm2). 
L’essai au cône Suédois facilite la détermination de la résistance au cisaillement des échantillons 
à la foi intacts et remaniés. 
Le tableau 1.7 présente les valeurs de la résistance au cisaillement des échantillons intacts obtenu 
suite à cet essai. 
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La sensibilité (St) 
Les valeurs de sensibilité obtenues pour cet essai sont les suivantes : 
• Pour le cône de 400 g, 30° et 60 g, 60°, la valeur de la sensibilité obtenue est : 
St1 = 19,73 ; St2 = 19,60 ; et St3 = 20,80. 
• Pour le cône de 100 g, 30° et 60 g, 60°, la valeur de la sensibilité obtenue est : 
St1 = 15,85 ; St2 = 16,65 ; et St3 = 17,93. 
Les valeurs de sensibilité ci– dessus obtenues confirment que l’argile est classée très sensible. 
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  Tableau A.8: Valeurs de résistance au cisaillement de l’argile intacte. 
Paramètres  
N° des essais Essai 1 Essai 2 Essai 3 Essai 4 
État de l’échantillon Intact Remanié Intact Remanié Intact Remanié Intact Remanié 
Masse du cône [𝑚 (𝑔)] 400 100 60 400 100 60 400 100 60 400 100 60 
Angle du cône [∝ (°)] 30 30 60 30 30 60 30 30 60 30 30 60 
Constante du cône [𝐾] 1 1 0,3 1 1 0,3 1 1 0,3 1 1 0,3 
Résistances au 
cisaillement 
[𝑺𝒖 𝒐𝒖 𝑺𝒖𝒓 (𝒌𝑷𝒂)] 
89,99 72,32 4,56 87,59 74,45 4,47 85,19 73,38 4,1 44,01 40,36 9,35 
Teneur en eau (W%) 53,13 53,60 52,34 52,34 54,18 52,97 55,8 52 
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A.4.4.2 L’essai au scissomètre de laboratoire 
Un essai au scissomètre de laboratoire a été réalisé sur l’argile, suivant la norme ASTM D4648 13. 
Cet essai consiste à enfoncer dans le sol non remanié une croix formée de palettes rectangulaires 
et à y appliquer un moment de torsion que l’on fait croitre jusqu’à rupture. Trois palettes de 
différentes dimensions ont été utilisées et avec chacune des palettes, les résistances au cisaillement 
non drainé du sol à l’état intact et à l’état remanié ont été déterminées. Les scissomètres sont munis 
de ressorts de différentes raideurs permettant de mesurer le couple résistant du sol. La résistance 
au cisaillement non drainé (Su) se détermine par la formule : 
 














D
H
DMaxSu
31
63         (A.12) 
Le moment est obtenu en multipliant la déformation angulaire du ressort par sa raideur (K) où :  
𝑀𝑚𝑎𝑥 =  (𝑑 −  𝑑0) × 𝐾𝑟𝑒𝑠𝑠𝑜𝑟𝑡. 
 𝑆𝑢, la résistance au cisaillement non drainé (en N/cm
2) du sol intact et remanié, 𝑀𝑚𝑎𝑥, le moment 
maximal ou à la rupture (en N.cm), D le diamètre de la croix formé par les palettes (en cm), H la 
hauteur des palettes (en cm), 𝑑 −  𝑑0 est le couple maximal (en °), et 𝐾𝑟𝑒𝑠𝑠𝑜𝑟𝑡 est la constante du 
ressort. 
Un total de douze essais au scissomètre de laboratoire a été réalisés, à savoir quatre essais par 
palette. 
Les résultats obtenus lors des dits essais sont présentés au le tableau A.9. 
Comme le montre le tableau ci – dessous, les valeurs de résistance au cisaillement (intacte) 
déterminées par les essais scissométriques de laboratoire varient de 27,23 à 38,99. Pendant ce 
temps, celles de résistance au cisaillement (remaniée) varient de 1,34 à 6,68 kPa. La sensibilité 
quant à elle varie de 2,79 à 21,28. Ce dernier résultat prouve que l’argile très sensible. 
Les Figures A.13 à A.15 présentent le type de courbes obtenues. Il s’agit de l’évolution de la 
résistance au cisaillement (𝜏)des échantillons intact et remaniés en fonction de l’angle de rotation  
(𝜃)des pales.  
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Figure A.13: Résistance au cisaillement versus la rotation des pales – Essai avec la grande 
palette. 
 
 
 
 
 
 
 
 Figure A.14: Résistance au cisaillement versus la rotation des pales – Essai avec la palette 
moyenne. 
 
 
 
 
 
 
Figure A.15 : Résistance au cisaillement versus la rotation des pales – Essai avec la petite palette. 
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Tableau A.9 : Résultats des essais au scissomètre de laboratoire.  
Résultats essais au scissomètre de laboratoire 
N° des essais Série 1 Série 2 Série 3 Série 4 Moyenne  
 
 
Petite Palette 
12,69×12,68 
mm 
Teneur en eau [w (%)] 53,42 54,5 55,60  55,37  54,72 
Résistance au cisaillement 
intacte [𝑆𝑢 (𝑘𝑃𝑎)] 36,74  37,23 34,26  32,76 35,24 
Résistance au cisaillement 
remaniée [𝑆𝑢𝑟 (𝑘𝑃𝑎)] 3,48 2,87 12,30 5,025 5,92 
Sensibilité [𝑆𝑡] 10,54 12.96 2,79 6,52 8,21 
 
Moyenne 
Palette 
12,77×18,71 
mm 
Teneur en eau [w (%)] 54,18  56,74 55,44   61,43 56,95 
Résistance au cisaillement 
intacte [𝑆𝑢 (𝑘𝑃𝑎)] 27,55  38,99  28,52 31,77 31,71 
Résistance au cisaillement 
remaniée [𝑆𝑢𝑟 (𝑘𝑃𝑎)] 5,13 3,13 1,34 2,91 3,13 
Sensibilité [𝑆𝑡] 5,37 12,45 21,28 10,92 12,50 
 
Grande 
Palette 
12,77×25,25 
mm 
Teneur en eau [w (%)] 55,73  55,17 55,51   55,3 55,43 
Résistance au cisaillement 
intacte [𝑆𝑢 (𝑘𝑃𝑎)] 27,24  50,21  29,22 27,23 33,48 
Résistance au cisaillement 
remaniée [𝑆𝑢𝑟 (𝑘𝑃𝑎)] 6,68 5,39 4,69 6,09 5,72 
Sensibilité [𝑆𝑡] 4,07 9,32 6,23 4,46 6,02 
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Les trois graphiques ci – dessus montrent que la variation de la résistance au cisaillement non 
drainé des échantillons intacts est nettement plus élevée que celle des échantillons remaniés. Cette 
observation est aussi applicable aux résultats de l’essai au cône Suédois. 
A.4.4.3 L’essai de compression simple 
L’essai de compression simple est l’une des méthodes les plus utilisées dans le monde pour 
déterminer la résistance au cisaillement des sols non drainés. 
L’essai consiste à appliquer sur un échantillon cylindrique, une charge axiale (P) que l’on fait 
augmenter graduellement jusqu’à rupture de l’éprouvette. Le taux de déformation imposé est de 
1.3 mm/min, suffisamment rapide pour que l’essai reste non drainé. Les calculs s’effectuent de la 
manière qui suit :  
• Déformation axiale, 𝜀𝑎 =  𝛥𝐿/𝐿𝑜        (A.14) 
• Contrainte axiale 𝜎 =  𝑃/𝐴𝑐         (A.15) 
avec 𝐴𝑐 = ( 𝜋 × 𝐷2 )/4(1 − 𝜀) 
On obtient la résistance au cisaillement non drainée 𝑆𝑢 =  𝜎𝑚𝑎𝑥/2    (A.16) 
où: 𝜎𝑚𝑎𝑥est la résistance à la compression simple à la rupture. C’est la valeur maximale de la 
contrainte (σ) si la courbe a un pic ou la valeur de la contrainte correspondant à une déformation 
𝜀 =  15% . 
La Figure A.16 qui suit présente la courbe typique de l’évolution de la contrainte axiale versus la 
déformation obtenue. 
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Figure A.16: Évolution de la contrainte axiale des versus la déformation 
La baisse de la résistance observée après la rupture apporte la preuve que notre argile est un 
matériau anti- écrouissable. Pour cet essai, la résistance au cisaillement non drainé vaut : 𝑆𝑢= 54,55 
kPa. 
Quatre essais de compression simple ont été réalisés pendant cette étude. Le tableau suivant 
présente les principaux résultats obtenus. Ce tableau montre que pour les essais réalisés, la 
résistance au cisaillement non drainé variait de 50,95 à 65,87 kPa et sa valeur moyenne vaut 56,66 
kPa. 
Tableau A.10: Résultats des essais de compression simple.  
Résultats essais de compression simple 
N° des essais Essai 1  Essai 2 Essai 3 Essai 4 Moyenne  
Contrainte maximale à la 
rupture [𝜎𝑚𝑎𝑥(𝑘𝑃𝑎)] 
101,9 104,37 108 131,74 113,30 
Résistance au cisaillement 
non drainée [𝑆𝑢(𝑘𝑃𝑎)] 
50,95 52,2 54 65,87 56,66 
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La figure suivante est une photographie des plans de rupture généralement obtenus suite à la 
réalisation dudit essai avec ces échantillons de sol argileux. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.17 : Échantillon avant et plan de rupture de l’échantillon d’argile suite à l’essai de 
compression simple. 
Les ruptures de ces échantillons sont plutôt fragiles et se traduisent par un plan de cisaillement net. 
Une fois la contrainte axiale maximale atteinte, l’échantillon cède et se sépare en deux blocs le 
long d’un plan de cisaillement franc. 
Suite à l’essai de compression simple deux autres paramètres ont été déterminés. Il s’agit du module 
sécant et la rigidité du sol argileux 
a) Le module d’élasticité sécant (ES), module tangent (Et) et rigidité(K) du sol argileux 
Il est connu de tous les praticiens de la Géotechnique que le calcul du tassement immédiat d’une 
structure quelconque est basé sur la théorie d’élasticité. Seulement, la difficulté liée à cette méthode 
réside dans l’estimation du paramètre qu’est le module d’élasticité du sol. La littérature démontre 
que la méthode la plus simple facilitant l’obtention de ce paramètre consiste à utiliser les résultats 
d’essai triaxiaux pour déterminer la pente initiale de la courbe effort – déformation à savoir le 
module tangent (Et). Le module sécant (Es) peut lui aussi être déduit de la courbe. Ce module est   
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la pente d’une droite prise entre l’origine et un niveau de contrainte donné, par exemple à 50% du 
déviateur à la rupture.  
La rigidité du sol s’exprime comme suit :  
uSEK             (A.17)  
où: E est le module d’élasticité du sol et 𝑆𝑢 la résistance au cisaillement non drainé du sol 
 Le tableau qui suit présente les différentes valeurs de modules et de rigidités du sol obtenus suit à 
l’essai. L’on constate pour les quatre essais de compression réalisés que, quand le module sécant 
varie de 9,28 à 15,92 MPa, le module tangent lui, oscille de 4,7 à 20,0 MPa.  
Les valeurs de rigidité du sol varient de 0,78 à 3,83. 
Tableau A.11: Le module d’élasticité sécant (ES), module tangent (Et) et rigidité(K) du sol argileux 
N° des essais Essai 1  Essai 2 Essai 3 Essai 4 Moyenne  
Contrainte maximale à la rupture 
[𝜎𝑚𝑎𝑥(𝑘𝑃𝑎)] 
101,9 104,37 108,37 131,74 111,60 
Le module d’élasticité sécant [𝐸𝑆(𝑘𝑃𝑎)] 15922 9873 19013 9277 13522 
Le module tangent [𝐸𝑡(𝑘𝑃𝑎)] 4706 20000 20000 5177 12471 
Résistance au cisaillement non drainée 
[𝑆𝑢(𝑘𝑃𝑎)] 
50,95 52,2 54,19 65,87 55,80 
Rigidité [𝐾𝑆] calculée avec le module 
d’élasticité sécant 
3,12 1,89 3,51 1,41 2,48 
Rigidité [𝐾𝑡] calculée avec le module 
d’élasticité tangent 
3,12 3,83 3,69 0,78 2.85 
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Tableau A.12: Sommaire des valeurs de résistance au cisaillement  
Paramètres Moyenne des résultats  
Essai au cône Suédois 
Résistance au cisaillement intacte cônes de 400 g, 30°  
[𝑆𝑢(𝑘𝑃𝑎)] 
76,70 
Résistance au cisaillement intacte cônes de 100 g, 30°  
[𝑆𝑢(𝑘𝑃𝑎)] 
65,12 
Résistance au cisaillement remanié cônes de 60 g, 60°  
[𝑆𝑢𝑟(𝑘𝑃𝑎)] 
5,62 
Sensibilité obtenue avec les cônes de 400 g, 30° et 60 g, 60° 20,04 
Sensibilité obtenue avec les cônes de 100 g, 30° et 60 g, 60° 16,81 
Essai au scissomètre de laboratoire 
Résistance au cisaillement intacte [𝑆𝑢(𝑘𝑃𝑎)] 
Petite Palette de 12,69 × 12,68 mm 35,24 
Moyenne Palette de 12,77 × 18,71 mm 31,71 
Grande Palette de 12,77 × 25,25 mm 33,48 
Résistance au cisaillement remaniée [𝑆𝑢𝑟(𝑘𝑃𝑎)] 
Petite Palette de 12,69 × 12,68 mm 5,92 
Moyenne Palette de 12,77 × 18,71 mm 3,13 
Grande Palette de 12,77 × 25,25 mm 5,72 
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Tableau A.13: Sommaire des valeurs de résistance   au cisaillement (suite) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
A.4.5 Corrélations liées aux essais de résistance au cisaillement 
Selon Hansbo (1957), la pénétration du cône de 400g pendant l’essai au cône Suédois est le double 
de celle du cône de 100g, à Savoir𝑃400 =  2 × 𝑃100.  
Pour les 54 essais au cône Suédois réalisés, la moyenne des pénétrations du cône de 400g est de 
𝑃400 =7,48mm. Celle des pénétrations du cône de 100g est de 𝑃100 = 3,85mm. La moyenne des 
pénétrations du cône de 60g, quant à elle vaut 𝑃60 = 6,35mm.  Quand on applique la relation de 
Hansbo (1957) ci-dessus, on obtient𝑃400 =  2 × 3,85 = 7,70 𝑚𝑚. Conclusion, la corrélation est 
assez bien respectée car la pénétration du cône de 400g est de 7,48mm.  
Garneau et Le Bihan (1977) ont développé des méthodes rapides d’évaluation des propriétés des 
sols argileux. Ces corrélations facilitent l’estimation, avec une précision assez satisfaisante des 
propriétés telles que : la limite de liquidité, l’indice de compression, la pression de 
préconsolidation, la résistance au cisaillement non drainée à l’état intact et remaniée, la sensibilité, 
la teneur en eau, l’indice de vide et le poids unitaire. Nous nous servirons de ces corrélations dans 
Paramètres Moyenne des résultats  
Sensibilité 
Petite Palette de 12,69 × 12,68 mm 8,21 
Moyenne Palette de 12,77 × 18,71 mm 12,50 
Grande Palette de 12,77 × 25,25 mm 6,02 
Essai de compression simple 
Résistance au cisaillement intacte [𝑆𝑢(𝑘𝑃𝑎)] 56,66 
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les lignes qui suivent pour évaluer les propriétés du sol étudié. Nous comparerons ensuite ces 
résultats avec ceux obtenus au laboratoire et, enfin, nous discuterons.  
Garneau et Le Bihan (1977) se sont servi de la formule suivante de Hansbo (1957) pour estimer la 
résistance au cisaillement des échantillons des sols argileux intacts et remaniés. 
 2, 98 PQKou cc           (A.18) 
où 𝜏𝑐est la résistance au cisaillement non drainé des échantillons des sols argileux intacts (en kPa) 
; 𝜏𝑐
,
est la résistance au cisaillement non drainé des échantillons des sols argileux remaniés (en kPa) 
; Q est la masse du cône (g), P, la pénétration du cône (en mm). K est la constante reliée à l’angle 
du cône. Cette constante vaut 0,1 pour le cône de 30° et 0,03 pour le cône de 60°. 
La Figure A.18 montre la solution graphique de l’équation de Hansbo (1957). Lorsqu’on reporte 
les valeurs de pénétration au cône de 100g (𝑃100 = 3,85mm) et de 60g (𝑃60 = 6,35mm) issues des 
essais sur ce graphique, on obtient les valeurs de résistance au cisaillement intact et remaniés qui 
suivent : 𝑆𝑢 = 65 kPa et 𝑆𝑢𝑟 = 5, 5kPa. Ces résultats sont très proches de ceux obtenus via l’essai 
au cône Suédois. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.18 : Résistance au cisaillement non drainé versus la pénétration du cône - Solution 
graphique de Hansbo, 1957 (Selon Garneau et LeBihan (1977) 
Su = 65 kPa 
Sur = 5,5 kPa 
𝑃100 = 3,85mm 
𝑃60 = 6,35mm 
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Garneau et LeBihan (1977) démontrent aussi que  le paramètre qu’est l’indice de liquidité peut 
être déterminé lorsque l’on connait la pénétration du cône de 60g du sol remanié (𝑃60). La 
corrélation qui facilite l’obtention de ce paramètre est représentée par la solution graphique   
présentée à la Figure A.19 qui suit. L’équation utilisée pour l’estimation de ce paramètre est la 
suivante : 
23.0085.0 60  PIL           (A.19) 
Avec 𝑃60 = 6,35mm, on obtient 𝐼𝐿 = 0,77 
Cette valeur est légèrement inférieure à celle de l’indice de liquidité 𝐼𝐿𝐶 = 0,95 obtenue via l’essai 
au cône Suédois. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.19: Indice de liquidité versus la pénétration du cône (Selon Garneau et LeBihan (1977). 
La corrélation qui suit établit le lien qui existe entre la limite de liquidité 𝑊𝐿, la teneur en eau 𝑤 et 
l’indice de liquidité 𝐼𝐿, tous estimés à partir de la valeur de pénétration du cône de 60g. Garneau et 
LeBihan (1977) sont à l’origine de l’équation qui régit cette corrélation.  
 
  15.085.0
12.16



L
L
L
I
Iw
W          (A.20) 
𝑃60 = 6,35mm 
𝐼𝐿 = 0,77 
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Si on considère la moyenne des pénétrations au cône de 60g obtenu de l’essai au laboratoire est de 
𝑃60 = 6,35mm et la moyenne des valeurs correspondantes de teneur en eau 𝑤 = 53,37% , on 
obtient une limite de liquidité moyenne de 𝑊𝐿 =61,71 %. Cette valeur est supérieure à celle 
obtenue de l’essai au cône Suédois 𝑊𝐿𝐶 =58,65 %.        
    
   La Figure A.20 qui suit présente la solution graphique de l’équation de Garneau et LeBihan 
(1977). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.20: Limite de liquidité versus la teneur en eau (Selon Garneau et LeBihan, 1977). 
La corrélation mise en graphique par Houston et Mitchell (1969) est présentée à la Figure A.21. 
Elle facilite l’obtention de la résistance au cisaillement des échantillons de sol remaniés lorsque 
l’on connait l’indice de liquidité. L’équation suivante est celle qui la régit : 
 221.0
1


L
ur
I
S         (A.21)  
𝑊𝐿 = 61,71% 
𝑤 = 53,37% 
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Pour un indice de liquidité obtenu au cône Suédois de  𝐼𝐿𝐶 = 0,95 on obtient 𝐶𝑢𝑟 = 1,83kPa. On 
observe que cette valeur est inférieure à celles que nous avons obtenues au laboratoire𝑆𝑢𝑟 =
5,62 𝑘𝑃𝑎. 
A.4.4.4 Sommaire des résultats de résistance au cisaillement 
Le tableau A. 12 est un résumé des valeurs de résistance au cisaillement non drainé des échantillons 
d’argiles intacts et remaniés issus des essais au cône Suédois, au scissomètre et de compression 
simple. 
Leroueil et al. (1983) présentent une relation qui relie la sensibilité du sol argileux St à la résistance 
au cisaillement non drainé des échantillons de sol remaniés (en kPa) et à l’indice de liquidité. Cette 
relation s’exprime comme suit :  
 221.0 LCut LSS           (A.22)  
On peut aisément se servir de cette équation ou de sa solution graphique présentée à la Figure A.22 
pour estimer la sensibilité lorsque l’on connait son indice de liquidité et sa résistance au 
cisaillement intact. Quand nous appliquons les résultats obtenus au laboratoire ici, c’est-à-dire la 
moyenne des résistances au cisaillement non drainé intact obtenue aux cônes de 400g et de 100g 
(soit 𝑆𝑢 = (76,70 + 65,12) 2⁄ =  70,91kPa) et l’indice de liquidité𝐼𝐿𝐶 = 0,95, nous obtenons une 
sensibilité de 38,83. Cette valeur de sensibilité est nettement supérieure à la moyenne des 
sensibilités obtenue à l’essai au cône Suédois 𝑆𝑡 = (20,04 + 16,81) 2⁄  = 18,42. Comme le 
précisent Demers et Leroueil (2002) la sensibilité des argiles de l’est du Canada varie grandement. 
Elle peut atteindre une valeur de 1000. 
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Figure A.21: Indice de liquidité versus résistance au cisaillement de l’argile remaniée déterminé 
au pénétromètre au cône (Selon Leroueil et al., 1983). 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.22 : Relation entre la résistance au cisaillement intact, l’indice de liquidité et la 
sensibilité (Selon Leroueil et al., 1983). 
𝑆𝑡 = 38,83 
𝑆𝑢 = 70,91 kPa 
𝐼𝐿𝐶 = 0,95 
𝐼𝐿𝐶 = 0,95 
𝑆𝑢𝑟 = 1,83 kPa 
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La Figure A.23 présente le résultat d’essais comparatifs pour la détermination de la limite de 
liquidité. Les méthodes comparées sont la méthode directe (ou conventionnelle) et l’essai au cône 
Suédois.  L’on se rend compte que la probabilité est élevée pour que les valeurs de limite de 
liquidité obtenues via l’essai au cône Suédois soient dispersées autour de celles issues de la 
méthode conventionnelle. Par exemple, pour une limite de liquidité de𝑊𝐿 = 50, on a 50% de 
probabilité pour que l’estimation de la limite de liquidité se trouve comprise entre 49 et 51% et 
90% de probabilité pour qu’elle se trouve comprise entre 46 et 53% si l’on applique la méthode 
conventionnelle. 
Bjerrum, en 1973, a développé une corrélation entre la résistance au cisaillement non drainé de 
l’échantillon de sol argileux obtenu sur le plan horizontal Sh ou Cuh et celle obtenue sur le plan 
vertical Sv ou Cuv. Cette corrélation, présentée à la Figure A.24 permet d’évaluer l’anisotropie des 
valeurs de résistance au cisaillement non drainé. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.23: Comparaison des résultats de la limite de liquidité obtenus de la méthode directe (ou 
conventionnelle) et l’essai au cône Suédois (Selon Garneau et LeBihan, 1977). 
Si l’on considère le résultat de l’indice de plasticité obtenu au laboratoire𝐼𝑃𝑐 = 33,38, on se rend 
compte que le rapport 𝑆ℎ 𝑆𝑢⁄  vaut 1,05. Conclusion, la résistance au cisaillement non drainé du sol 
argileux étudié devrait être presque isotrope. 
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Figure A.24: Corrélation entre l’indice de plasticité et l’anisotropie de Cu (Selon Bjerrum, 1973). 
 
Depuis 1973, il existe une corrélation qui facilite l’estimation de la résistance au cisaillement non 
drainé du sol argileux à être utilisée pour la conception d’un remblai ou une semelle superficielle 
lorsqu’on connait la valeur de la résistance au cisaillement non drainé issue de l’essai au 
scissomètre de chantier. L’auteur de cette corrélation établie en 1973 est Bjerrum. C’est la relation 
qui suit qui facilite cette estimation. 
    
escissomètruterrainu
SS         (A.23)  
L’abaque qui facilite l’obtention du paramètre 𝜇 est monté à la figure suivante.  Il faut connaitre 
l’indice de plasticité du sol argileux si l’on veut connaitre 𝜇. Pour la valeur de  𝐼𝑃𝑐 = 33,38 obtenue 
au laboratoire, on a 𝜇 = 0,85. Donc, la résistance au cisaillement non drainé du sol argileux serait 
(𝑆𝑈)𝑡𝑒𝑟𝑟𝑎𝑖𝑛 =28,46 kPa si on l’applique à la moyenne des résultats obtenus au laboratoire sur la 
grande palette et on fait l’hypothèse que le résultat que l’on obtiendrait au scissomètre de chantier 
serait le même pour la conception. 
 
 
𝐼𝑃𝑐 = 33,38 
𝑆ℎ 𝑆𝑢⁄ = 1,05 
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Figure A.25: Corrélation sur la résistance au cisaillement non drainé mesurée au scissomètre 
(Selon Bjerrum, 1973). 
Le tableau qui suit présente de sommaire des propriétés estimées   à partir des corrélations. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
𝐼𝑃𝑐 = 33,38 
𝜇 = 0,85 
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Tableau A.14: Sommaire des propriétés du sol argileux estimées   à partir des corrélations 
Paramètres  Paramètres 
utilisés 
Valeurs 
estimées 
Références 
Résistance au cisaillement non drainé 
remanié [𝑆𝑢𝑟(𝑘𝑃𝑎)] 
𝐼𝐿𝐶 1,83 Leroueil et al., 1983 
Mitchell et Soga 2005 
Résistance au cisaillement non drainé 
remanié [𝑆𝑢𝑟(𝑘𝑃𝑎)] 
𝑃60 5,5 Garneau et LeBihan 1977 
Résistance au cisaillement non drainé intact 
[𝑆𝑢𝑟(𝑘𝑃𝑎)] 
𝑃100 65 Garneau et LeBihan 1977 
Hansbo, 1957 
Indice de liquidité [𝐼𝐿] 𝑃60 0,77 Garneau et LeBihan 1977 
Limite de liquidité [(𝑊𝐿)%] 𝐼𝐿, 𝑤 61,71 Garneau et LeBihan 1977 
Sensibilité [𝑆𝑡] 𝐶𝑢, 𝐼𝐿𝐶 38,83 Leroueil et al., 1983a 
Anisotropie [𝑆ℎ 𝑆𝑢⁄ ] 𝐼𝑃 1,05 Bjerrum 1973 
𝜇 =  (𝑆𝑈)𝑡𝑒𝑟𝑟𝑎𝑖𝑛/(𝑆𝑈)𝑠𝑐𝑖𝑠𝑠𝑜𝑚è𝑡𝑟𝑒 
𝑑𝑒 𝑐ℎ𝑎𝑛𝑡𝑖𝑒𝑟
  𝐼𝑃 0,85 Bjerrum 1973 
  
A.4.5 Consolidation oedométrique 
L’essai de consolidation œdométrique fournit des données qui permettent d’évaluer le tassement 
et la vitesse de consolidation dans les sols cohérents lorsque ceux-ci sont soumis à un chargement 
(remblai sur argile par exemple).   
Dans cette section, nous présenterons les résultats de deux types d’essais de consolidation réalisés 
au laboratoire. Il est question de l’essai dit CS ou essai de consolidation à chargements successifs 
et de l’essai CRS ou essai de consolidation à déformation contrôlée.  
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A.4.5.1 Essai de consolidation à chargements successifs 
Cinq essais de consolidation œdométrique à chargements successifs ont été réalisés sur des 
échantillons d’argile de Beloeil, conformément aux recommandations de la norme ASTM D 2435. 
Cet essai consiste à mesurer le tassement d’un échantillon intact d’argile emprisonné dans une 
cellule œdométrique et soumis de façon graduelle à des chargements de valeurs données. La durée 
d’application de chaque palier de charge a été de 24h, au bout desquelles on estime que les 
surpressions d’eau générées par l’incrément de charges se seraient entièrement dissipées.   
Des cinq essais œdométriques réalisés, trois ont été effectués avec des taux de chargement de 
ΔP/P= 1 et deux avec des taux de chargement de ΔP/P= 0,5.  
On obtient l’indice des vides initial (e0) et l’indice des vides (e) à la fin de chaque palier de 
chargement à partir des équations suivantes : 
s
s
h
hh
e

 00            (A.24) 
s
s
h
hhh
e

 0              (A.25) 
où : ℎ0 est la hauteur initiale de l’échantillon; 
 ∆ℎ  la compression de l’échantillon; 
wr
s
s
DA
M
h

                (A.26) 
 ℎ𝑠 est la hauteur équivalente des solides. 
Ms est Masse de sol sec; 
Dr ou Gs est la densité des grains solides et  
 𝜌𝑤 est la masse volumique de l’eau 
Suite à cet essai, on peut tracer la courbe de l’indice des vides en fonction du logarithme de la 
contrainte effective appliquée sur l’échantillon d’argile pendant l’essai. À partir de ladite courbe, 
il est possible de déduire la pression de préconsolidation (𝜎𝑃
, ), l’indice de compression (𝐶𝐶), 
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l’indice recompression (𝐶𝑟) ainsi que l’indice de gonflement (𝐶𝑠). Les indices évoqués ci-dessus 
correspondent aux pentes des trois segments linéaires de la courbe de consolidation. 
 










'
2
'
1
21
log


ee
ouCouCC scr         (A.27) 
Il convient de noter qu’à chaque instant, la déformation réelle de l’échantillon est obtenue en 
soustrayant de la déformation mesurée au micromètre, la déformation du système obtenue par 
étalonnage préalable de l’appareil Bishop.  
Le tableau suivant présente les caractéristiques types mesurées pour un essai. La Figure A.26 
montre le type de courbe de l'indice des vides en fonction de la contrainte effective sur une échelle 
logarithmique tracé pour chaque essai réalisé.   
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Tableau A.15: Type de caractéristiques de l’échantillon mesurées pour un essai 
Caractéristiques de l’échantillon 
Hauteur de sol initial, h0 (cm) 
1,72 
Diamètre de l'anneau, D (cm) 6,35 
Aire de l'échantillon, A (cm2) 31,7 
Masse de l'anneau, (g) 81,02 
Masse anneau + sol humide initial, (g) 171,94 
Masse sol humide initiale, (g)  90,92 
Masse sol sec Ms, (g)   57,43 
Hauteur de sol sec hs = Ms/ (aire × 𝐺𝑠 × 𝜌𝑤 ), (cm) 0,66 
e0 = (h 0 -  hs)/ hs 1,63 
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Figure A.26: Courbe de e vs log σ’ de l’essai de consolidation. 
La recherche des informations sur l’état de consolidation a permis de retrouver r les paramètres 
suivant :  
• L’indice des vides initial[(𝑒0)], avec 𝑒0 =  (𝐻𝑖 −  𝐻𝑠) 𝐻𝑠⁄ ; 
• L’indice des vides[(𝑒)], avec 𝑒 =  (ℎ0 − ∆ℎ − ℎ𝑠) ℎ𝑠⁄ ; 
• Le degré de saturation[(𝑆𝑟), %], avec 𝑆𝑟 =  (𝑤 × 𝐷𝑟) 𝑒⁄ ; 
• Poids volumique de l’argile [(𝛾), 𝑘 𝑚3⁄ ]; avec 𝛾 =  𝜌 × 𝑔  
• 𝛾′ =  𝛾 − 𝛾𝑤 =  𝐺𝑠 × 𝛾𝑤(1 + 𝑤) (1 + 𝑒)⁄ ; 
• La contrainte de préconsolidation [(𝜎𝑃
′ ), 𝑘𝑃𝑎]; 
• Le rapport de surconsolidation [(𝑂𝐶𝑅)]; avec 𝑂𝐶𝑅 =  𝜎𝑃
′ 𝜎𝑣0
′⁄ ; 
• Les indices 𝐶𝑟, 𝐶𝑐 et 𝐶𝑠; 
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• Le coefficient de consolidation[(𝐶𝑉),  𝑐𝑚
2 𝑠⁄ ]. 
En construisant le graphe du tassement en fonction de la racine carrée du temps (Méthode de 
Taylor) ou en fonction du logarithme du temps (Méthode de Casagrande), il est possible de 
déterminer le coefficient de consolidation (Cv) de l’argile pour un incrément de pression donnée. 
Les relations utilisées sont les suivantes : 
où : Hd est la hauteur de drainage (cm). Elle correspond à la demi-hauteur de l’échantillon, étant 
donné qu’il y a drainage doublé (vers le haut et vers le bas) ;        
t50 est le temps correspondant à 50 % du tassement de consolidation primaire (sec);         
t90 est le temps correspondant à 90 % du tassement de consolidation primaire (sec); 
Les Figures A.27 et A.28 présentent l’évolution des tassements en fonction du logarithme du temps 
(Méthode de Casagrande) et de la racine carrée du temps (Méthode de Taylor). 
 
Figure A.27: Courbe des lectures vs le temps de l’essai de consolidation - Méthode de 
Casagrande 
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Figure A.28: Courbe des lectures vs le temps ½ de l’essai de consolidation - Méthode de Taylor 
Le tableau 2.15 qui suit présente un résumé des valeurs des principaux paramètres obtenus pour 
chacun des cinq essais réalisés. 
Les autres paramètres que l’on peut retrouver pour chaque essai de consolidation réalisé sont : 
Le coefficient de compressibilité que l’on calcule par : 
'
v
v
e
a


         (A.28) 
Le coefficient de compressibilité volumétrique qui s’exprime par : 
e
a
m vv


1
        (A.29) 
Connaissant les coefficients de consolidation CV (obtenu de l’une ou de l’autre méthode) et le 
coefficient de compressibilité av, il est possible de trouver une approximation du coefficient de 
perméabilité par l’expression suivante :  
01 e
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k vwvv
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        (A.30) 
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Le tableau A.16 présente l’évolution de 𝑎𝑉 de 𝑚𝑉 et de 𝑘 pour un essai. 
Tableau A.16: Résumé des valeurs des principaux paramètres obtenus  
Nombre d’essais  Essai 1  Essai 2  Essai 3   Essai 4  Essai 5  Moyenne 
Taux de chargement ∆P / P =1 ∆P / P =1 ∆P / P = 
0,5 
∆P / P = 
0,5 
∆P / P = 1  
Indice des vides initial [(𝑒0)] 1,63 1.48 1,48 1,58 1,79 1,6 
Contrainte effective actuelle du 
sol [(𝜎𝑣0
′ ), 𝑘𝑃𝑎] 
22, 785 23,17 22,50 21,35 17,21 21,40 
Poids volumique de l’argile 
[(𝛾), 𝑘𝑁 𝑚3⁄ ] 
16,32 16,43 16,43 16,1 14,72 16 
Le degré de saturation[(𝑆𝑟), %] 100 99,45 99,58 95,56 99,61 99 
Contrainte de préconsolidation 
[(𝜎𝑃
′ ), 𝑘𝑃𝑎]; 
131 140 150 150 145 143,2 
Rapport de surconsolidation 
[(𝑂𝐶𝑅)] 
5,75 6,043 6,66 7,025 8,43 6,78 
Indice de recompression [𝐶𝑟]  0,023 0,012 0,014 0,03 0,014 0,02 
Indice de compression, [𝐶𝑐]  0,82 0,12 0,15 0,86 0,012 0,40 
Indice de gonflement, [𝐶𝑠] 0,08 0,03 0,035 0,02 0,036 0,04 
Coefficient de consolidation, 
[(𝐶𝑉),  𝑐𝑚
2 𝑠⁄ ]- Casagrande 
1,5 ×
10−4 
3,26 ×
10−4 
3,3 ×
10−5 
2 × 10−4 4,26 ×
10−4 
𝟐, 𝟐𝟕
× 𝟏𝟎−𝟒 
Coefficient de consolidation, 
[(𝐶𝑉),  𝑐𝑚
2 𝑠⁄ ]-Taylor 
2,31 ×
10−4 
4,48 ×
10−4 
9,32 ×
10−5 
8 × 10−4 5,48 ×
10−4 
𝟒, 𝟐𝟒
× 𝟏𝟎−𝟒 
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Tableau A.17: Évolution de 𝑎𝑉 de 𝑚𝑉 et de 𝑘 pour un essai 
Paramètres Valeurs 
Nombre d’essais  Essai 1  Essai 2  Essai 3   Essai 4  Essai 5  
Contrainte [(𝜎 ), 𝑘𝑃𝑎] 50,03 378,94 510,10 871,92 1307,78 
Indice des vides [𝑒] 1,57 1,15 1,054 0,967 0,896 
Coefficient de compressibilité, 
[(𝑎𝑉),  1 𝑘𝑃𝑎⁄ ] 
0,0074 0,001 0,0007 0,0004 0,0003 
Coefficient de compressibilité 
volumique [(𝑚𝑉),  1 𝑘𝑃𝑎⁄ ] 
0,0028 0,0049 0,00034 0,0002 0,00015 
Module oedométrique 
[(𝐸𝑜𝑒𝑑 = 1 𝑚𝑣⁄ ), 𝑘𝑃𝑎] 
357,14 204,08 2941,18 5000 6666,67 
Coefficient de perméabilité, 
[(𝑘),  𝑚 𝑠⁄ ] 
6,07× 10−6 1,06 × 10−7 3,57 × 10−7 1,71 × 10−5 1,13 × 10−7 
Des courbes faisant varier le log Cv (m2/an) en fonction du log σ’ suivant les méthodes de 
Casagrande et de Taylor ont été tracées. Elles sont présentées ci-dessous. 
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A.4.5.2 Essai de consolidation à déformation contrôlée (CRS) 
L’essai CRS a été réalisé suivant la norme ASTM 4186-89. Cet essais présente l’avantage d’être 
rapide en exécution et requiert un équipement conséquent.  
Trois essais CRS ont été réalisés. L’essai consiste à imposer à l’éprouvette de sol une vitesse de 
déformation constante et à mesurer l’évolution dans le temps de la contrainte verticale totale σv et 
de la surpression interstitielle Δub générée à la base non drainée de l’éprouvette. Pendant le 
déroulement des deux premiers essais CRS, le taux de déformation était de 0,02% par min et le sol 
a été consolidé à la vitesse de 4, 5 × 10−3 mm/min. Pour ce qui est du troisième essai, le taux de 
déformation était 0,005% par min pour une vitesse de consolidation de  1.2 × 10−3 mm/min.  
La Figure A.31 présente deux courbes. L’une des courbes est issue de l’essai CRS réalisé avec un 
de déformation de 0,02% et l’autre vient du même essai réalisé taux avec un taux de déformation 
de 0,005%.    
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Figure A.30: Courbe log Cv (m2/an) vs log σ’ 
          Méthode de Casagrande. 
Figure A.30: Courbe log Cv (m2/an) vs log σ’ 
 Méthode de Taylor. 
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Figure A.31: Courbes indice des vides vs log σ’v (kPa) pour les essais CRS 0,02%/ min et CRS 
0,005%/min. 
On peut facilement observer que les courbes des deux essais présentés ci- dessus se superposent 
bien. Les contraintes de préconsolidation (σ’P) sont aussi identiques et égales à 
𝜎𝑃
′ = 190 kPa. En est de même pour les indices de recompression et compression  𝐶𝑟 = 1,22 et 
𝐶𝑐 = 0,045. 
Les tableaux A.18 à A.20 présentent le récapitulatif des résultats obtenus pour ces essais 
respectifs. 
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Tableau A.18: Résumé des résultats essai CRS N°1. 
Résumé des résultats essai CRS N°1 Vitesse de consolidation = 4.5 × 10−3 mm/min 
Paramètres Valeurs initiales Valeurs finales 
Profondeur d’échantillonnage de l’argile, (m) 3,5 3,5 
Teneur en eau, [𝑤 (%)] 55,42 37,46 
Indice des vides, [(𝑒0 𝑒𝑡 𝑒𝑓)] 1,50 0,94 
Hauteur (cm) 21,5 17,3 
Diamètre (cm) 4,99 4,99 
Degré de saturation,  [𝑆𝑟 (%)] 97,62 100 
Poids volumique initial,  [𝛾 (kN /m3)] 16,54 21.17 
Indice de recompression, [𝐶𝑟] 1,22 
Indice de compression, [𝐶𝑐] 0,045 
Rapport de surconsolidation [(𝑂𝐶𝑅)] 7,24 
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Tableau A.19: Résumé des résultats essai CRS N°2 
Résumé des résultats essai CRS N°2 Vitesse de consolidation = 4.5 × 10−3 mm/min 
Paramètres  Valeurs initiales Valeurs finales 
Profondeur d’échantillonnage de l’argile, (m) 3,5 3,5 
Indice des vides, (e0 et ef) 1,43 - 
Hauteur (cm) 21,10 - 
Diamètre (cm) 4,99 4,99 
Degré de saturation, Sr (%) 100 100 
Poids volumique initial,  𝛾 (kN /m3) 22 - 
Indice de recompression, [𝐶𝑟] 0,015 
Indice de compression, [𝐶𝑐] 1,21 
Rapport de surconsolidation [(𝑂𝐶𝑅)]  
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Tableau A.20: Résumé des résultats essai CRS N°3. 
Résumé des résultats essai CRS N°3 Vitesse de consolidation = 1.2 × 10−3 mm/min 
Paramètres Valeurs initiales Valeurs finales 
Profondeur d’échantillonnage de l’argile, (m) 3,5 3,5 
Teneur en eau, w (%) 56,61 41,06 
Indice des vides, (e0 et ef) 1,48 0,93 
Hauteur (cm) 21,4 16, 6 
Diamètre (cm) 4,99 4,99 
Degré de saturation, Sr (%) 100 100 
Poids volumique initial,  𝛾 (kN /m3) 16,70 21,52 
Indice de recompression, [𝐶𝑟] 1,22 
Indice de compression, [𝐶𝑐] 0,045 
Rapport de surconsolidation [(𝑂𝐶𝑅)] 7,24 
 
Le tableau qui suit est un récapitulatif des propriétés du sol argileux déterminées à partir de 
l’essai CRS. 
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Tableau A.21: Récapitulatif des propriétés du sol argileux déterminées à partir de l’essai CRS. 
Nombre d’essais  Essai 1 Essai 2 Essai 3 
Taux de déformation  CRS 0,02%/ min CRS 0,02%/ min CRS 0,005%/min 
Contrainte de préconsolidation 
[(𝜎𝑃
′ ), 𝑘𝑃𝑎]; 
170 159 170 
Indice de recompression [𝐶𝑟]  1,22 0,015 1,22 
Indice de compression, [𝐶𝑐]  0,045 1,21 0,045 
Rapport de surconsolidation [(𝑂𝐶𝑅)] 7,24  7,24 
 
Comme le montre le tableau ci-dessus, les valeurs des contraintes de préconsolidation et des 
indices issus de l’essai CRS sont plus élevées généralement que celles de l’essai traditionnel à 
chargement successif. 
a) Coefficient de consolidation Cv 
Le coefficient de consolidation Cv est calculé selon l'équation suivante, telle que mentionnée 
dans la norme ASTM4186-89 : 
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 où : 𝜎𝑣1 est la  contrainte axial applique au temps t1; 
𝜎𝑣2 est la contrainte axial applique au temps t2 ; 
H est la hauteur moyenne de l'échantillon entre t1 et t2; 
 ∆𝑡 est la variation du temps entre t2 et t1; 
𝑢𝑏 est la  pression interstitielle moyenne en excès entre t2 et t1; 
 𝜎𝑣 est la  contrainte totale moyenne appliquée entre t2 et t1. 
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Comme le montre la Figure A. 32, on remarque que pour des incréments de charges inférieurs à la 
contrainte de préconsolidation, le coefficient de consolidation présente des valeurs élevées puisque 
le sol se draine très vite. Au-delà de la contrainte de préconsolidation, le coefficient de 
consolidation diminue. Cette baisse du coefficient de consolidation est due à l’augmentation des 
pressions interstitielles qui accompagne le passage de l’état surconsolidé à l’état normalement 
consolidé. Dans le même temps, la conductivité hydraulique du sol baisse, par suite de la réduction 
significative de l’indice des vides. L’écart observé au début entre les deux courbes est dû à la 
différence de vitesses de consolidation. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.32: Courbe de log Cv (m2/an) en fonction du log  𝜎𝑣
′  (kPa). 
 
Précisosns que 1m2/an = 3,17098× 104 cm2/sec. 
b) Évolution des surpressions interstitielles, ∆𝑢  
L’évolution des surpressions interstitielles  ∆𝑢 a été mesurée pour chacun des essais. Les Figures 
A.33 etA.34 qui suivent présentes l’évolution de ce paramètre au cours de deux des trois essais 
réalisés. 
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A.4.6 Corrélations liées aux paramètres de l’essai de consolidation 
 
La littérature sur les argiles de l’est du Canada présente différents articles qui traitent des essais de 
consolidation et où différentes corrélations utilisant les paramètres de cet essai sont développées. 
 
Garneau et LeBihan (1977) expliquent que par le passé, différents auteurs ont essayé de corréler le 
rapport de compression avec le limite de liquidité ou l’indice de vide du sol argileux. C’est ainsi 
que le rapport de compression 𝐶𝑐 (1 + 𝑒0)⁄  obtenu de l’essai de consolidation oedométrique a vu 
le jour. L’expression du dit rapport qui tient compte de la limite de liquidité (𝑊𝐿) et la pénétration 
du cône de 60g du sol remanié (𝑃60) s’exprime comme suit :  
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Figure A.33: Courbe de ∆u vs log 𝜎′𝑣 
pour l’essai CRS 0,02% / min. 
Figure A.34: Courbe de ∆u vs log 𝜎′𝑣 
pour l’essai CRS 0,02% / min. 
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On a par la suite découvert qu’une estimation raisonnable du dit rapport pouvait se faire à partir du 
graphe présenté à la Figure A.35 suivante : 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.35: Rapport de compression vs la limite de liquidité pour différente valeurs de 𝑃60 
(Selon Garneau et LeBihan (1977)). 
Quand on considère les résultats obtenus des échantillons de sol, à savoir la limite de liquidité de 
𝑊𝐿 = 58,65%et la pénétration au cône de 60g de 𝑃60 = 6,35 𝑚𝑚, on obtient un rapport de 
compression de 𝐶𝑐 (1 + 𝑒0)⁄ = 0,59, ce qui équivaut à un indice de compression (𝐶𝑐) de 1,53 si 
l’on considère la moyenne des indices des vides lors de l’essai CS (𝑒0 = 1,6)et un 𝐶𝑐 de 1,46 si 
l’on tient compte de la moyenne des indices des vides lors de l’essai CRS (𝑒0 = 1,47). 
Une autre corrélation importante a été établie par Garneau et LeBihan (1977). Celle – ci approxime 
la pression de préconsolidation issue de l’essai oedométrique. Cette relation mathématique qui 
possède une solution graphique tient compte des données de l’essai de pénétration au cône sur les 
échantillons intacts et remaniés. Elle s’exprime comme suit : 
 
     23,0085,0ln26,02469,035,624ln 60100'  PPP     (A.33) 
 
𝑃60 = 6,35 𝑚𝑚 
𝐶𝑐 (1 + 𝑒0⁄ )= 0,59 
Si 𝑒0 = 1,6 et 
 𝐶 = 1,53 
𝑊𝐿 = 58,65% 
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Lorsque les paramètres de l’argile étudiée sont rentrés, nous obtenons une contrainte de 
préconsolidation de 𝜎𝑃
′ = 248,6 𝑘𝑃𝑎. Nous remarquons que la valeur de la contrainte de 
préconsolidation obtenue à partir de cette corrélation est supérieure à la valeur obtenue de l’essai 
CRS.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.36: Pénétration au cône versus la contrainte de préconsolidation (Selon Garneau et 
LeBihan (1977)). 
La corrélation qui suit a été définie par Leroueil et al. (1983a). Elle s’applique aux argiles 
Champlain et unit l’indice de compression 𝐶𝑐 et l’indice des vides. La corrélation se définit par 
l’équation qui suit :  
5,015,065,0 0
2
0  eeCc         (A.34) 
Quand on applique les résultats des essais, avec des moyennes d’indice de vide de 𝑒0 = 1,6 et 𝑒0 =
1,47 obtenus respectivement des essais CS et CRS, nous obtenons respectivement pour 𝐶𝑐 = 1,404 
pour l’essai CS et 𝐶𝑐 = 1,125 pour l’essai CRS. 
Si comme Leroueil et al. (1983a), nous faisons l'hypothèse que le sol est saturé et que la densité 
des grains est de 2,75 (ce qui n’est pas loin de notre valeur Dr = 2,74), la corrélation ci-dessus est 
équivalente à celle qui suit : 
𝑃100 = 3,85 𝑚𝑚  
𝑃60 = 6,35 𝑚𝑚  
𝜎 𝑃
′ = 248,6 𝑘𝑃𝑎  
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La moyenne des teneurs en eau naturelle du sol argileux étudié vaut 𝑤0 = 53,35%. Le rapport ce 
compression vaut 
𝐶𝑐
1+𝑒0
= 0,509. Ce qui permet d’estimer l’indice de compression à 𝐶𝑐 = 1,32 pour 
l’essai CS (𝑒0 = 1,6) et à 𝐶𝑐 = 1,25 pour l’essai CRS (𝑒0 = 1,47). Cette corrélation basée sur la 
teneur en eau initiale donne aussi de bons résultats. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
𝐶𝑐 = 1,4 
 
Figure A.37: Relation entre l’indice de compression et l’indice des vides (Selon Leroueil et al. 
(1983a)). 
En 1973, Bjerrum a proposé une corrélation entre la résistance au cisaillement mesurée à l’essai au 
scissomètre(𝐶𝑢),  la pression de préconsolidation (𝜎 𝑃
′ ) et l’indice de plasticité (𝐼𝑃). La solution 
graphique de cette équation est présentée sur la Figure A.38. Leroueil et al (1983a), analysent cette 
corrélation et constatent que la relation proposée par Bjerrum (1973) constitue une limite inférieure 
des valeurs de 𝐶𝑢 𝜎𝑃
′⁄  .Ils proposent donc la relation qui suit : 
PPu IC  0024,020,0
'         (A.36) 
𝑒0 = 1,6 
𝐶𝑐 = 1,4 
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 Quand on applique les résultats des essais, on obtient une valeur du rapport de𝐶𝑢 𝜎𝑃
′⁄ = 0,280. Ce 
rapport se réduit à une limite inférieure de 0,255 si on considère la relation de Bjerrum. 
Pour des pressions de préconsolidation moyennes de 143,2kPa et 166,33 kPa (résultats respectifs 
des essais CS et CRS), nous obtenons des résistances au cisaillement non drainés respectives de 
𝐶𝑢 = 40,11 𝐾𝑝𝑎 et 𝐶𝑢 = 46,59 𝑘𝑃𝑎. Nous constatons que ces résultats sont légèrement supérieurs 
à ceux obtenus au scissomètre de laboratoire. On peut aussi se servir de cette corrélation en 
introduisant la valeur de la résistance au cisaillement issue de l’essai au scissomètre pour 
déterminer la contrainte de préconsolidation. Si l’on considère la valeur de  𝐶𝑢 = 33,48 𝑘𝑃𝑎 issue 
de la grande palette de l’essai au scissomètre, nous obtenons une valeur de 𝜎𝑃
′ = 119,53 𝑘𝑃𝑎. 
Cette valeur est inférieure à celles que nous avons retrouvées suite aux essais CS et CRS. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.38: Variation du rapport 𝐶𝑢 𝜎𝑃
′⁄  avec l'indice de plasticité (Selon Leroueil et al. 
(1983a)). 
Précisons avant de poursuivre que la résistance au cisaillement 𝐶𝑢 ou 𝐶𝑢𝑣 présentée sur la figure 
ci-dessus est obtenue au scissomètre de chantier et non au scissomètre de laboratoire. Les deux 
essais (scissomètre de chantier et de laboratoire) ne donnent pas les mêmes résultats. Il est donc 
𝐼𝑃 = 33,38 
𝐶𝑢 𝜎𝑃
′⁄ = 0,280 (𝑟𝑒𝑙𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 𝑠𝑢𝑔𝑔é𝑟é𝑒) 
𝐶 𝜎′⁄ = 0,255 (𝐵𝑗𝑒𝑟𝑟𝑢𝑚)  
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important de tenir compte du facteur de correction de Bjerrum déjà présenté plus haut si l’on désire 
utiliser la corrélation de Bjerrum.  
La Figure A.39 met en exergue une autre corrélation proposée par Leroueil et al. (1983a). C’est 
une relation graphique qui relie l’indice de compression (𝐶𝑐) d’une part et l’indice des vides (𝑒0) 
et la sensibilité (𝑆𝑡) d’autre part. L’application de nos résultats donne un indice de compression de 
𝐶𝑐 = 0,95. 
En 1977, Garneau et LeBihan proposent une autre corrélation. La Figure A.40 montre que celle-ci 
relie la masse unitaire (𝜌) exprimée en 𝑘𝑔 𝑚3⁄  ou en𝑡 𝑚3⁄ , l’indice des vides initial(𝑒0) et la teneur 
en eau naturelle(𝑤𝑛). C’est la valeur de la densité relative (𝐷𝑟) qui relie généralement ces deux 
derniers paramètres. Quand on applique nos résultats à savoir 𝐷𝑟 = 2,74 𝑒𝑡 𝑤𝑛 = 53,35%, nous 
obtenons une masse unitaire de 𝜌 = 1,72 𝑡 𝑚3⁄  soit 𝜌 = 1720 𝑘𝑔 𝑚3⁄ , et un indice des vides initial 
de 𝑒0 = 1,45. Toutes ces valeurs sont très proches des résultats expérimentaux obtenus sur notre 
sol argileux et présentés plus haut. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.39: Corrélation entre l’indice de compression, l’indice des vides et la sensibilité (Selon 
Leroueil et al. (1983a)). 
 
 
 
 
𝑒0 = 1,6  
𝐶𝐶 = 0,95  𝑆𝑡 = 16,81  
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Figure A.40: Corrélation reliant relie la masse unitaire(𝜌), l’indice des vides initial(𝑒0) et la 
teneur en eau naturelle(𝑤𝑛) à 100% de saturation (Selon Garneau et LeBihan (1977)). 
La dernière corrélation que nous avons choisie de présenter est celle de Leroueil et al. (1983b). Elle 
établit le lien entre la contrainte de consolidation issue de l’essai CS et celle issue de l’essai CRS. 
L’on remarque que l’essai CRS donne des résultats de contrainte de préconsolidation plus grande 
que l’essai CS. La solution graphique de la relation présentée par ces auteurs est présentée à la 
Figure A.41. Si l’on considère la moyenne des résultats de contrainte de préconsolidation issue de 
l’essai CS à savoir 𝜎𝑃
′ = 143,2 𝑘𝑃𝑎, nous obtenons une valeur de 𝜎𝑃
′ = 180 𝑘𝑃𝑎 pour l’essai CRS. 
 
 
 
 
 
𝑤𝑛 = 53,35% 
𝑒0 = 1,45 𝜌 = 1,72 𝑡 𝑚3⁄   
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Figure A.41: Corrélation entre les contraintes de préconsolidation issue de l’essai CRS de 3,5 à 
5× 10−6 𝑠−1 et l’essai CS (Selon Leroueil et al. (1983b)). 
Comme le confirment Leroueil et al. (1983), les différentes corrélations dans leurs articles facilitent 
des vérifications rapides. Elles aident donc à la détection et à l’évitement des erreurs grossières 
d’interprétation des résultats d’essais. Ces corrélations servent à s’assurer que les profils de 
propriétés sont bien cohérents, de déterminer, dans le cadre d’une reconnaissance préliminaire, la 
valeur approximative d’un paramètre à partir d’autres caractéristiques connues et non pas de 
déterminer les valeurs des différents paramètres géotechniques à partir de simples essais au cône 
Suédois. 
Le tableau suivant présente le sommaire des propriétés de consolidation estimées à partir des 
corrélations. 
 
 
𝜎𝑃 (𝐶𝑆)
′ = 143,2 𝑘𝑃𝑎 
𝜎𝑃(𝐶𝑅𝑆)
′ = 180 𝑘𝑃𝑎 
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Tableau A.22: Sommaire des propriétés de consolidation estimées à partir des corrélations 
Propriétés  Paramètres utilisés Valeurs estimées Références 
𝐶𝑐    
𝐶𝑐 (1 + 𝑒0)⁄ , 𝐶𝑐 𝑊𝐿 , 𝑃60, 𝑒0 𝐶𝑐 (1 + 𝑒0)⁄ = 0,59. 
𝐶𝑐(𝐶𝑆) = 1,53 et 
𝐶𝑐(𝐶𝑅𝑆)  =  1,46 
Garneau et LeBihan 
(1977) 
𝐶𝑐 (1 + 𝑒0)⁄ , 𝐶𝑐 𝑤0 𝐶𝑐 (1 + 𝑒0)⁄ =  0,509. 
𝐶𝑐(𝐶𝑆) = 1,404 et 
𝐶𝑐(𝐶𝑅𝑆)  =  1,25 
Leroueil et al. (1983a) 
 
A.4.6 Essai triaxial consolidé non-drainé (CIU) 
L’essai triaxial comprend deux étapes : la consolidation isotrope et le cisaillement de l’échantillon. 
C’est un essai qui, de façon globale a pour objectif de remédier aux faiblesses que présente l’essai 
de cisaillement direct car il permet à la fois d’appliquer des contraintes latérales et axiales sur 
l’échantillon et de maitriser les conditions de drainage. 
 Quatre essais triaxiaux consolidés et non drainés ont été réalisés sur l’argile suivant la norme 
ASTM D4767. Avant la consolidation, l’échantillon et le système ont été préalablement saturés en 
imposant une contre-pression pour dissoudre l’air contenu dans les vides. Suite à quoi la 
consolidation isotrope de l’échantillon à une contrainte donnée fut effectuée. Chacun des 
échantillons étaient drainé à l’étape de consolidation. Ceci signifie qu’avant le cisaillement, la 
résistance au cisaillement dans l’échantillon a augmenté en fonction de la pression cellulaire 
appliquée et, la pression interstitielle à l’intérieure de l’échantillon correspond pour ainsi dire à la 
contrepression. La phase en rapport avec le cisaillement des échantillons de sol n’était pas drainée. 
Les charges axiales appliquées assez rapidement à l’aide d’un piston ont induit un accroissement 
de la pression interstitielle au sein des échantillons de sol. 
Le tableau A.23 présente les conditions initiales pendant les essais triaxiaux sur l’argile. 
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Tableau A.23: Les conditions initiales lors des essais triaxiaux sur l’argile.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
A.4.6.1 Consolidation des échantillons 
La première étape de l’essai consistait en la consolidation de l’argile. Ainsi, la consolidation a été 
réalisée sur quatre échantillons de sol à des niveaux de pression cellulaires respectifs de 26, 40, 60 
et 80 kPa. La consolidation s’est faite par drainage en augmentant la pression cellulaire au niveau 
désiré tout en laissant l’eau s’évacuer par le haut et le bas de l’échantillon. La consolidation permet 
d’augmenter la résistance au cisaillement de l’échantillon. Les quatre échantillons ont été 
consolidés à des contraintes inférieures à la contrainte de préconsolidation σ’P. Une fois ce 
processus lancé, on a noté des changements de volume de l’échantillon en fonction du temps. 
La Figure A.42 présente la variation du volume en fonction de la racine carrée du temps pour tous 
les échantillons consolidés. 
 
Paramètres  Essais 1  Essais 2 Essais 3 Essais 4 
Pression de confinement (kPa) 26 40 60 80 
Taux de déformation (mm/s) 0,0002 0,0002032 0,0002032 0,0002032 
Hauteur initiale Ho (mm) 107,63 106.63 108,33 108,65 
Diamètre (mm2) 50,95 51,22 50,46 51,55 
Vitesse de cisaillement (mm/min) 0,7 0,7 0,7 0,7 
Indice des vides initial e0 1,50 1,50 1,46 1,58 
Indice des vides final ef 1,19 1,50 1,07 1,58 
Teneur en eau initiale (%) 54,14 54,14 54,14 54,14 
Teneur en eau w finale (%) 55,05 55,05 55,05 55,05 
Degrés de saturation initial (%) 98 97 100 93 
Degrés de saturation final (%) 100 100 100 100 
Poids volumique initial (kg/m3) 16,53 16,51 16,79 16,00 
Poids volumique final (kg/m3) 18,76 16,41 19,87 15,90 
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Figure A.42: Variation du volume en fonction de la racine carrée du temps – Essai triaxial. 
Les valeurs de Cv et t100 retrouvées par le biais des courbes ci - dessus sont compilées dans le 
tableau suivant. Les valeurs de Cv ont été retrouvées à partir de l’expression de Bishop and Henkel 
(1900) qui suit : 
  2100
2
2114 Rht
h
Cv



 
où : h est la hauteur de l’échantillon, t100 le temps a un taux de consolidation de 100% et R le rayon 
de l’échantillon. 
Tableau A.24: Valeurs de t100 et de Cv – Essai triaxial argile. 
Contraintes (kPa) t100 (sec) Cv (m
2/sec) 
26 15 2,57901E-11 
40 0,726 5,7101E-10 
60 0,384 9,09035E-10 
80 7,35 5,6677E-11 
 
A.4.6.2 Cisaillement des échantillons 
Pendant la phase de cisaillement, les pressions interstitielles induites ont été mesurée dans le but 
de connaitre les contraintes totales et effectives à la rupture. 
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Pour assurer la saturation complète de l’argile, une contre-pression u0 variant de 78 à 140 kPa fut 
appliquée sur les échantillons. La contrainte cellulaire a de ce fait été augmentée d’une quantité 
égale de sorte que la contrainte effective de consolidation est restée la même.  
La Figure A.43 présente pour les quatre essais, les variations de la contrainte σ1- σ3 en fonction de 
la déformation ɛ. Comme on peut le constater, ces courbes présentent un comportement typique 
des argiles surconsolidées. Elles présentent l’allure des courbes illustrées à la Figure A.44 tirées de 
Lefebvre (1970) et Leroueil et al. (1983a). Pour les quatre échantillons testés, les valeurs aux pics 
sont atteintes à des déformations inférieures à 1,1% environ, puis diminuent avec l’augmentation 
de la déformation. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.43: Variations de la contrainte σ1- σ3 en fonction de la déformation ɛ. 
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Figure A.44: Influence du remaniement sur le comportement en compression triaxial (Lefebvre, 
1970 ; Leroueil et al., 1983a). 
Le tableau qui suit est un résumé des résultats en termes de contrainte maximale à la rupture et de 
résistance au cisaillement non drainé. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
234 
 
Tableau A.25: Résultats des essais triaxiaux CIU.  
 
Les courbes de différence de pression interstitielle Δu = u - u0 en fonction de la déformation (Figure 
A.44), présentent le même type de comportement que les contraintes déviatoriques, c'est-à-dire une 
augmentation jusqu’à l’atteinte du pic puis, une diminution avec l’augmentation de la déformation. 
Pour certaines courbes, on remarque toutefois une augmentation résiduelle de Δu après le pic 
 
 
 
 
 
Essai triaxial consolidé non drainé (CUI) 
Paramètres Essais 1 Essais 2 Essais 3 Essais 4 
Contrainte maximale à la rupture [𝜎3
, (𝑘𝑃𝑎)] 26 40 60 80 
Contrainte maximale à la rupture [𝜎𝑚𝑎𝑥(𝑘𝑃𝑎)] 95,02 105,67 119,16 131,38 
Résistance au cisaillement non drainée [𝑆𝑢(𝑘𝑃𝑎)] 47,51 52,84 59,58 65,69 
Modules    
Le module d’élasticité sécant [𝐸𝑆(𝑘𝑃𝑎)] 21056,22 31765,9 45590,8 30268,9 
Le module tangent [𝐸𝑡(𝑘𝑃𝑎)] 19184,20 21469,2 25351,2 25306,8 
Rigidités   
Rigidité [𝐾𝑆] calculé avec le module d’élasticité 
sécant 
444,97 601,17 765,20 466,75 
Rigidité [𝐾𝑡] calculée avec le module d’élasticité 
tangent 
405,14 406,31 425,50 390,24 
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Figure A.45: les variations de la pression interstitielle en fonction de la déformation verticale ɛV. 
La Figure A.46 montre le plan de rupture de l’échantillon après le cisaillement. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure A.46: Plan de rupture de l’échantillon après le cisaillement – essai triaxial. 
Les cheminements de contrainte effectives (Figure A.47) en cour d’essai et jusqu’à la rupture 
montrent des comportements semblables aux argiles surconsolidées.  
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Figure A.47: Cheminement des contraintes effectives – Triaxial argile. 
𝜑′ = 27° et c’= 22.4 kPa. Ces valeurs de cohésion effective et d’angle de frottement effectif sont 
les paramètres qui serviront au design d’ouvrages. 
A.5 Brève conclusion 
Au sens géotechnique, les argiles Champlain sont des argiles et des argiles silteuses. La portion de 
leur granulométrie inférieure à 2 𝜇𝑚 varie entre 20 et 90 % (Demers and Leroueil 2002; Leroueil 
et al. 1983b; Tavenas et al. 1983). Elles ne sont pas des argiles au sens minéralogique du terme. 
On utilise souvent le terme farine de roche pour décrire la minéralogie et la granulométrie des 
argiles Champlain, ceci pour expliquer qu’elles sont principalement composées de minéraux 
primaires qui ont été brisés mécaniquement par l’action des glaciers. Les minéraux dont les argiles 
Champlain sont généralement constituées sont : les quartz, les plagioclases, les feldspaths 
potassiques, les amphiboles et les micas. On retrouve aussi de faibles quantités d’illites, de 
smectites, de chlorites de fer et de carbonates (Leroueil et al. 1983b; Quigley 1980). Les 
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proportions dans lesquelles on rencontre ces différents minéraux varient d’une argile à l’autre. Dans 
les années 1970, plusieurs auteurs ont suggéré la présence d’une fine couche d’oxydes de fer 
amorphes sur les minéraux primaires. Cependant, la présence de matériaux amorphes en quantité 
importante dans les argiles Champlain a finalement été remise en question (Torrance 1995). Le 
Tableau qui suit montre que les valeurs des paramètres obtenus lors de la caractérisation de l’argile 
en provenance de Beloeil au laboratoire selon la méthode standard rencontrent celles reconnues 
par la littérature comme étant typiques des argiles de l’Est du Canada.  
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Tableau A.26: Comparaison des résultats et propriétés des argiles de la mer Champlain 
Paramètres Valeurs  Sites étudiés Références 
 
Densité relative 𝐷𝑟 ou  2,70-2,80 
2,63-2,78 
2,70-2,80 
Argile de Beloeil 
Dépôt argileux de Lachenaie 
Bassin de la mer de Champlain 
Ewane (travaux de thèse) 
Duhaime (2012) 
Leroueil et al. (1983) 
 
 
Fraction argileuse (<2 𝜇𝑚) 
(%) 
63-70 
20-90 
20-85 
65-80 
35-65 
31-91 
Argile de Beloeil 
31 sites situés Québec 
Bassin de la mer de Champlain 
Argile de Lachenaie (couche supérieure) 
Argile de Lachenaie (couche inférieure) 
8 sites avec les agiles Champlain 
Ewane (travaux de thèse) 
Demers and Leroueil (2002) 
Leroueil et al. (1983) 
Duhaime (2012) 
Duhaime (2012) 
Tavenas et al. (1983) 
 
 
 
Limite de liquidité (𝑊𝐿) (%) 
40,4-68 
40-70 
45-75 
60-80 
40-60 
50-60 
28-70 
Argile de Beloeil 
11 sites du bassin de la mer Champlain 
L’île de Montréal 
Argile de Lachenaie (couche supérieure) 
Argile de Lachenaie (couche inférieure) 
Lachute- Québec 
8 sites avec les argiles Champlain 
Ewane (travaux de thèse) 
Leroueil et al. (1983) 
Silvestri et al. (1992) 
Duhaime (2012) 
Duhaime (2012) 
Silvestri (1980) 
Tavenas et al. (1983) 
 
Limite de plasticité (𝑊𝑃) (%) 
20,37-33,63 
23-28 
28-30 
18-27 
Argile de Beloeil 
l'île de Montréal 
Lachute- Québec 
8 sites avec les argiles Champlain 
Ewane (travaux de thèse) 
Silvestri et al. (1992) 
(Silvestri 1980) 
Tavenas et al. (1983) 
 
 
Indice de plasticité ((𝐼𝑃) (%) 
13,91-47,62 
18-43 
22-30 
5-48 
10-48 
Argile de Beloeil 
11 sites du bassin de la mer Champlain 
Lachute- Québec 
31 sites situés Québec 
8 sites avec les agiles Champlain 
Ewane (travaux de thèse) 
Leroueil et al. (1983) 
Silvestri (1980) 
Demers et Leroueil (2002) 
Tavenas et al. (1983) 
 
 
Indice de liquidité ((𝐼𝐿)  
0,51-1,93 
1-4,7 
0,14-2,47 
0,9-2,7 
0,8-2,7 
Argile de Beloeil 
31 sites situés Québec 
Lachute- Québec 
11 sites du bassin de la mer Champlain 
8 sites avec les agiles Champlain 
Ewane (travaux de thèse) 
Demers et Leroueil (2002) 
Silvestri (1980) 
Leroueil et al. (1983) 
Tavenas et al. (1983) 
 
 
 
Pression de préconsolidation 
(𝜎′𝑃) (kPa) 
140-150 
Jusqu’à 580  
47-270 
38-940 
175-30 
240-320 
105-200 
40-300 
Argile de Beloeil 
Dépôt argileux de Lachenaie 
11 sites du bassin de la mer Champlain 
31 sites situés Québec 
Montréal (hôtel de ville) 
l'île de Montréal 
Lachute- Québec 
8 sites avec les agiles Champlain 
Ewane (travaux de thèse) 
GSI Environnement (2001) 
Leroueil et al. (1983) 
Demers et Leroueil (2002) 
Silvestri et al. (1992) 
Silvestri (2000) 
Silvestri (1980) 
Tavenas et al. (1983) 
 
OCR 
≈ 6 
1-28 
2,4-11 
1,1-8,9 
Argile de Beloeil 
31 sites situés Québec 
l'île de Montréal 
Montréal  
Ewane (travaux de thèse) 
Demers et Leroueil (2002) 
(Silvestri 2000) 
(Silvestri et al. 1992) 
Indice de recompression (𝐶𝑟) 0,01 
0,03-0,08 
Argile de Beloeil 
l'île de Montréal 
Ewane (travaux de thèse) 
Silvestri et al. (1992) 
Indice de compression (𝐶𝐶) 0,63-1,86 
0,32-1,88 
1,2-6,0 
Argile de Beloeil 
l'île de Montréal 
8 sites avec les agiles Champlain 
Ewane (travaux de thèse) 
Silvestri et al. (1992) 
Tavenas et al. (1983) 
 
 
Résistance au cisaillement 
non drainée (𝐶𝑢) (kPa) 
51-54 
Jusqu’à 125 
13-70 
70-85 
40-85 
35-55 
Argile de Beloeil 
Lachenaie 
11 sites du bassin de la mer Champlain 
l'île de Montréal 
l'île de Montréal 
Lachute- Québec 
Ewane (travaux de thèse) 
GSI Environnement (2001) 
Leroueil et al. (1983) 
Silvestri (2000) 
Silvestri et al. (1992) 
Silvestri (2000) 
 
 
Sensibilité (𝑆𝑡) 
4-20 
15-108 
10-1000 
4-42 
7-12 
Argile de Beloeil 
11 sites du bassin de la mer Champlain 
31 sites situés Québec 
l'île de Montréal 
Lachute- Québec 
Ewane (travaux de thèse) 
Leroueil et al. (1983) 
Demers et Leroueil (2002) 
Silvestri (2000) 
Silvestri (2000) 
 
La rigidité de l’argile (𝐸 𝐶𝑢
⁄ ) 
361-364 
500-1500 
200-500 
600 
Argile de Beloeil 
 
Saint –Alban, Québec 
Ewane (travaux de thèse) 
Bjerrum (1973) 
Tavenas et al. (1974)  
Raymond et al. (1971) 
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ANNEXE B - ANALYSE DES PARTIES EN CHARGEMENT DES COURBES 
P-H. 
 
Les parties en chargement des courbes P-h expérimentales des cinq indenteurs coniques a été 
analysées à la lumière de quatre équations de lois de puissance différentes. Pour éviter de présenter 
les résultats obtenus sous une forme encombrée, dans ce qui suit, nous présentons les résultats 
correspondant à chaque indenteur séparément. 
Deux lois de puissance, la loi de Meyer et la loi de Kick explicitées dans les Équations (5.1 et 5.2) 
ont été utilisés et comparés aux données expérimentales. Pour obtenir des valeurs cohérentes de n1 
et C du sol d'argileux naturelle, une série de 15 essais ou plus par indenteur a été effectuée sur les 
échantillons d'argile naturelle. Après l'isolement des parties en chargement de chacune des courbes 
P-h, des courbes log P versus log h ont été tracées et les valeurs moyennes des paramètres C et n1 
représentatifs du comportement du sol soumis à l'indentation furent respectivement déduites. 
Les Figures B.1 a et b montrent quelques exemples de l'approche utilisée lorsque le cône en 
aluminium de 80 ° fut considéré au cours de l'indentation du sol d'argile.  
 
 
 
 
 
 
240 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure B.1: Courbes P-h et courbes log P versus log h – cône en aluminium de 80°. 
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Le Tableau B.1 résume les résultats des valeurs moyennes de n1 et C obtenues avec tous les 
indenteurs.  
Tableau B.1: Exposant d’écrouissage et facteur géométrique pour les parties en chargement des 
courbes P-h. 
 
Les analyses de toutes les données montrent que n1 augmente avec l'angle à la pointe de l'indenteur 
et varie de 0,84 à 1,5. La constante C augmente également avec l'angle à la pointe des cônes. Elle 
varie de 2,21 à 3,15 pour les cônes ayant des angles aigus au sommet et de 7,66 à 9,66 pour les 
deux indentations munies d'un angle obtus. Ainsi, pour tous les cônes, la valeur de n1 déduite des 
données expérimentales diffère de la valeur 2. Ce fait est mis en évidence à la Figure B.2 où les 
courbes expérimentales P-h tracées sont comparées aux lois de puissance de Meyer et Kick.
 Parametres de Meyer Parametres de Meyer pour  
P = 10 N 
 Cmoy nmoy Rmoy2 C n1 R2 
Cône en acier de 60° 
 
2.21 0.84 0.91 2.034 0.98 0.94 
Cône en aluminium 
de 80° 
 
3.15 0.85 0.89 2.20 0.99 0.93 
Cône en laiton de 97° 
 
3.14 1.13 0.92 2.41 1.25 0.88 
Cône pyramidal à 
base carrée en acier 
de 139.4° 
 
7.46 0.94 0.86 7.66 1.11 0.89 
Cône cylindrique en 
aluminium de 144.3°  
 
10.1 0.88 0.89 9.69 1.5 0.95 
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Figure B.2: Comparaison des parties en chargement des courbes P-h expérimentales avec les lois de puissances de Meyer's et de Kicks. 
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L’on peut rapidement observer sur ces tracés que ces deux lois de puissance peuvent être bonnes 
si utilisées pour ajuster la partie initiale de la courbe de chargement. En général, à partir de la valeur 
de charge de P = 5 N et parfois moins (P = 3N pour le cône en acier de 30 ° et le cône d'aluminium 
de 80°), les lois de puissance de Kick et de Meyer ne correspondront plus aux courbes 
expérimentales. En fait, pour des valeurs de charge plus élevées que celles mentionnées ci-dessus, 
les courbes issues de ces deux lois de puissance s'écartent des données expérimentales, la loi de 
puissance de Meyer approchant mieux les données expérimentales que celle de Kick. Le Tableau 
B.1 montre que, pour tous les cas, la valeur de l'exposant d’écrouissage n1 est toujours en dessous 
de la valeur de 2.  
Les parties en chargement des courbes P-h de expérimentales d'indentation de tous les cônes ont 
également été ajustées aux lois de puissance exponentielle (Équation 5.6) et polynomiale. 
L’expression de la loi polynomiale de second ordre utilisée à cet effet est la suivante est celle 
proposée par Cao and Lu (2004) and Zeng (2001)  : 
32
2
1 ChChCP             (B.1)  
 
En réécrivant l’expression ci-dessus et en considérant le décalage du déplacement, h0, l’on aboutit 
à : 
  
302
2
01 )()( ChhChhCP          (B.2) 
 
La Figure suivante présente les résultats obtenus à l’aide des cinq indenteurs.  
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Figure B.3: Comparaison des parties en chargement des courbes P-h expérimentales avec les lois de de puissance exponentielle et 
polynomiale. 
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L’on voit clairement que, pour chacun des cinq indenteurs utilisés, les courbes polynomiales se 
superposent étroitement à l’ensemble données expérimentales, ce qui n’est pas le cas des courbes 
exponentielles. En effet, les Figures B.3 a et c montrent qu’entre les valeurs de déplacement allant 
de h = 0.70 à 1.84mm les courbes issues de la loi exponentielles ne couvre pas les données 
expérimentales. Ainsi, la loi polynomiale (Éq. (B.1 ou B.2)) est le meilleur moyen pouvant 
conduire à l'ajustement des parties en chargement des courbes P-h expérimentales du sol d'argile 
naturelle. À titre d’exemple, le Tableau B.2 ci-dessous présentes les valeurs des paramètres C1, C2 
, C3 et Rmoy2 obtenus  pour la charge ciblée de  P = 10 N 
 
Tableau B.2: Exposant d’écrouissage et facteur géométrique pour les parties en chargement des 
courbes P-h. 
Valeurs des paramètres C1, C2 et C3 pour P = 10 N 
 
 C1 C2 C3 Rmoy
2 
Cône en acier de 60° 
 
0.32 1.12 0.27 0.99 
Cône en aluminium de 80° 
 
0.37 1.06 0.56 0.98 
Cône en laiton de 97° 
 
1.26 0.75 0.10 0.99 
Cône pyramidal à base carrée en acier de 
139.4° 
 
7.86 1.07 0.64 0.98 
Cône cylindrique en aluminium de 144.3°  
 
8.82 1.64 0.30 0.98 
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ANNEXE C – INDENTATION TESTING ON A SENSITIVE CLAY 
 
Summary of the appendix 
An experimental research program has been undertaken to investigate the indentation response of 
an overconsolidated sensitive clay from Quebec. Tests results in terms of Young’s modulus and 
undrained shear strength obtained using two types of indenters are compared to corresponding 
parameters deduced from standard geotechnical tests. Clay properties and tests details are fully 
described in the present paper. 
C.1 Introduction 
The study of clay soil properties is an important branch of soil mechanics. Whatever the branch of 
civil engineering practiced, construction, hydraulic or environmental engineering, the mastery of 
physical and mechanical properties of clays is essential because they change with time, season and 
space (Hveem 1952). 
In Quebec, sensitive clays are those that geotechnical practitioners must constantly deal with. These 
soils, because of their low resistance and their high compressibility cause serious damage to 
infrastructure. 
Although there exist a plethora of experimental methods designed to facilitate the measurement of 
mechanical parameters of clay soils, the need for increased knowledge remains, especially when it 
comes to the analysis of phenomena occurring around contact points between the ground loaded 
by rigid materials of various forms such as shallow foundations, pillars or dams. Fortunately, the 
indentation hardness test is the test of choice designed to facilitate understanding of the behavior 
of materials subjected to loading. Its main advantages lie in the speed and repeatability of 
measurements and the possibility of conducting a large number of tests on the same specimen. In 
the past, indentation tests such as Brinell, Rockwell and Vickers tests were used for quality control 
of metals. However, nowadays with technological development, nearly all indentation tests are 
instrumented.  
The depth-sensing instrumented indentation test, where the indenter penetration force, P, can be 
continuously monitored as a function of the depth of penetration, h, into the indented specimen 
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during both loading and unloading, have been the topics of considerable attention in recent years 
(Oliver and Pharr 1992; Oliver and Pharr 2004). Such interest can be attributed to the following 
possible applications of the methods. Properties such as hardness and elastic modulus (Oliver and 
Pharr 1992) can be estimated by recourse to continuous indentation. Its application already includes 
the study of yield stress and strain-hardening characteristics of metals (Cao and Lu 2004), 
dislocation behavior in metals (Corcoran et al. 1997; Nix and Gao 1998), fracture behavior in 
ceramics (Clarke and Tandon 1995; Pharr 1998), and in rocks for a better understanding of 
geological evolution (Dieterich and Kilgore 1994; Leite and Ferland 2001), mechanical behavior 
of thin films (Huber et al. 2002; Saha and Nix 2002), residual stress (Swadener et al. 2001), and 
time dependent behavior of soft metals (Lucas and Oliver 1999). A keen interest was also shown 
in the probing of biological materials (Habelitz et al. 2002) and food products (Liu et al. 2003). 
Presently, the application of this technique on various other macroscopic materials not listed above 
continues to be explored, and it is through this logic that this work is undertaken.  
The goal of this paper is to present the results of an extensive series of instrumented indentation 
tests realized on intact specimens of a sensitive clay from Quebec. Two conical indenters having 
obtuse apex angles were used for the tests, and the mechanical parameters of the sensitive clay such 
as the hardness number, H, Young’s modulus, E, and the undrained shear strength, Su, were 
determined. It is shown that values of Young modulus, E, obtained from the indentation tests are 
somewhat comparable to those determined from unconfined compression tests and CIU 
(isotropically consolidated undrained) compression triaxial tests. 
 
C.2 Theory 
Data continuously recorded during an indentation test are the load, P, and the depth of penetration 
of the indenter, h. Loading-unloading curves can be drawn from the recorded data. Figure 1 shows 
a typical curve of force-displacement, which highlights the behavior of a viscoelastic-plastic 
material under loading and unloading. Data from the loading and unloading curve give information 
on the behavior of the material tested.  For example, the data obtained from the unloading curve 
provide information on the elastic, viscoelastic and plastic behavior. The material properties 
governing the loading curves are the deformation, the plastic limit and the elastic modulus. 
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In Figure 1, hmax is the maximum displacement of the indenter. This corresponds to the maximum 
applied load, Pmax. The parameter hr is the residual displacement at the end of the experiment, after 
the withdrawal of the indenter. The parameter hc is the intercept of the tangent line drawn from the 
initial part of the unloading curve. The slope of this line represents the contact stiffness, S, estimated 
at the maximum displacement (i.e. max)( hPS  ). hc is taken as the value of the displacement of 
the material that occurs mainly, but not exclusively due to plasticity.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure C.1: Schematic diagram of indentation load–displacement data for a viscoelastic–plastic 
material (loading, OB, and unloading, BC, segments).  In case of purely plastic material, the 
unloading curve is a straight line (BC) and hr = hmax (A2 = 0) (Briscoe et al. 1998). 
As mentioned above, the two mechanical properties mostly estimated while using the indentation 
technique are the hardness, H, and the elastic modulus, E. 
The instrumented indentation hardness is defined as the maximum indentation load applied, Pmax 
divided by the projected contact area of indentation, Ac. It can be obtained from the peak of the 
load-displacement curve as: 
cA
P
H max              (C.1) 
2α 
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The derived value depends on the actual contact area, which is affected by the effects of pile-up 
and sink-in (Miyake et al. 2004). The yield stress of a rigid perfectly plastic material, σy, has been 
related to the hardness number, H, through the following expression (Hill et al. 1947; Tabor 1948, 
1951): 
yCH               (C.2) 
where C is the constraint factor. This factor has been found to depend on material properties, 
namely, the ratio E/σy, strain hardening, and other parameters (Fischer-Cripps 2011; Tabor 1951). 
As such, C commonly varies between 1.5 and 3. Because the undrained shear strength, Su, equals 
σy/2 in a Tresca material, it follows that its value may be determined by combining eqs. (C.2) and 
(C.3), yielding: 
 
ucu SNSC
A
P
H  2              (C.3) 
     
from which, 
 CNc 2                (C.4) 
Thus, Nc would likely vary from 3 to 6. 
Houlsby and Wroth (1982) presented a theoretical analysis of cone indentation of rigid plastic 
cohesive soils. Their results, shown in Fig. C.2, take into account the adhesion at the soil/cone 
interface, but not the effect of pile-up around the cone tip. As explained later, only the results for 
smooth cones are of interest in the present study. Theoretical results obtained by Chitkara and Butt 
(1992) and Lockett (1963) are also included in Fig. C.2. 
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Figure C.2: Bearing capacity factors 
 
The term 2α in Fig.C.2 corresponds to the apical angle of the indenter. 
The estimate of the stiffness, S, at the maximum penetration depth is often made analytically 
through the estimation of the derivative of the power law fitted to the unloading data of the form:  
 
n
rhhmP )(                (C.5a) 
[5a] 
 
where m and n are fitting parameters. 
The power law fitting in Eq. C.5a is an application of the Box and Cox (1964) method that was 
found to be particularly attractive because it naturally leads to a physically descriptive compliance curve 
of the form: 
 
nhhmP )( 0            (C.5b) 
 
where h is the depth of penetration and h0, the zero offset. 
The uncertainty associated with the location of point “O” (Figure C1) in force-displacement 
coordinates can sometimes be minimized by including an offset parameter to zero, h0 (Fig.C.1 does 
not present the offset h0), by adjustment of the load-displacement curve or by recording the 
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variation of the contact stiffness as the indenter approaches the surface of the specimen. When 
using the first method, one has: 
 
  1011
n
hhmP  , for the loading phase and                    (C.6a) 
 
 
  2022
n
r hhhmP  for the unloading curve;          (C.6b) 
 
The computed values of h0 and hr give the required numerical values of the zero points for the 
loading and the unloading curve. The values of the zero error does not, by the use of this analytical 
method, affect the computed values of m and n. m1 and m2 are parameters whose magnitudes 
depend on the material properties and the indenter geometry.  
The values of the indices n1 and n2 depend on the mode of deformation of the material tested and 
the geometry of the indenter. For the elastic - plastic response of the natural clay, the experimental 
results indicate that n2  is equal to 1.29 and 1.1 for the unloading curve. The values of n2 were 
obtained with the square base steel pyramid indenter whose angle 2α equals 139.3° and with the 
aluminum cylindrical cone of 2α equal to 144.3°, respectively. 
To determine accurately the required value of hc, the simple and widely used method described 
below can be used only as a first-order of approximation. The value of hc can be derived from the 
slope of the unloading curve at h=hmax as: 
chh hh
P
dh
dP







 max
max
max
2
            (C.7) 
 
Substituting Pmax, the maximum load from Eqs.C.6 and the slope derived from Eq. C.6b, 
𝑛2𝑚2(ℎ − ℎ𝑟)
(𝑛2−1),  one obtains: 
 
hch
hh
n r



max
max
2            (C.8) 
 
The absolute value of hc then obtained takes into account the appropriate zero correction h0. 
Considering the geometry of the indenter, the contact radius, ac, can be obtained as: 
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tancc ha                (C.9) 
Using the parametric relationship Eq. 6b, for the unloading curve, a relationship between the 
hardness, H and the reduced elastic modulus, E* is found as: 
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This reduced modulus is normally independent of the depth of penetration. In Eq. C.10, 𝛽 is the 
inclination of the indenter to the surface, that is 𝛽 =  (𝜋 2⁄ ) − 𝜃 for a cone. The expression 
𝑡𝑎𝑛𝛽(𝐸∗ 𝐻⁄ ) is of the same form as the various plasticity indices commonly adopted to describe 
the onset of plasticity in solid-solid contact. E* is the reduced Young modulus of the contact. It can 
be linked to the Young’s moduli as: 
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where the parameters E, ν with indices s and i are the modulus of elasticity and Poisson's ratio of 
the clay specimen and the indenter, respectively. For rigid indenters, all the members of the above 
equation provided with the index i can be neglected so that the soil elastic modulus is: 
 2* 1 ss EE            (C.12)  
 
 
C.3 Experimental program 
 
C.3.1 Description of the natural clay 
Undisturbed blocks of natural clay, 0.3 m in width, were recovered at a depth of 3.5 m in a test pit 
at Beloeil in the province of Quebec, Canada. Both conventional geotechnical and indentation 
testing were conducted on the clay specimens. 
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C.3.2 Characterization of the natural clay by routine geotechnical tests 
Conventional laboratory tests were conducted to characterize the natural clay in terms of its 
gradation, index properties, and shear strength. Testing included relative density measurements, 
grain-size distribution analyses, consistency limits, consolidation, unconfined compression tests, 
and CIU triaxial tests. 
C.3.2.1 Gradation by sedimentometry 
The particle-size distributions of three specimens of the natural clay were evaluated using ASTM 
standard D422-63 (ASTM 2002). The results shown in Fig. C.3 indicate that the soil contains about 
63 to 70% of clay, 26 to 33% of silt, and 0 to 4% of fine sand by mass. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure C.3: Grain size distribution of the natural clay 
  
C.3.2.2 Relative density, water content and void ratio 
The relative density, Dr, of the clay was determined using ASTM standard C128-07a (ASTM 
2007). Three measurements resulted in Dr values varying from 2.71 to 2.76, with an average value 
of 2.74.  
The range of variation of the natural water content measured by applying the ASTM D2216-10 
(ASTM 2007) is from 43.7 to 63%, with an average value of 53.5%. The values of the initial void 
ratio range from 1.41 to 1.74, with an average of 1.57. 
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C.3.2.3 Consistency limits 
Two methods were used for the determination of the consistency limit: The Casagrande method 
and the cone penetrometer test method. The standards used were the CAN/BNQ 2501-090 (C2011) 
for the Casagrande Method and the CAN/BNQ 2501-092 C2011) for the cone penetrometer test 
method. The purpose of these tests was to determine the liquid limit WL, the plastic limit WP, the 
plasticity index IP, the liquidity index IL, and the consistency index IC. Fifty tests were carried out 
by the method of Casagrande and four by the cone penetrometer test method.  
Table C.1 summarizes the results obtained by the two methods. One can observe that for the 
majority of the parameters, the differences between the values obtained are not very significant. 
Differences averaged 7.6% for WL, and 8.52% for WP.  
The classification of this clay following the unified system (USCS) shows that the soil studied is 
an inorganic clay of high plasticity (CH) with an activity of 0.5. 
Table C.1: Comparison of limits and index results  
Parameters  Range of values Average value 
Casagrande method 
Liquid limit, WL (%) 40.4 – 68.0 54,2 
Plastic limit, WP (%) 20.4 - 33,6 27 
Plasticity index, IP (%) 14.0 - 47.62 30.76 
Liquidity Index, IL    0.51 - 1.93 1.22 
Consistency index, IC   0.05 - 0.5 0.27 
Cone penetrometer test method 
Liquid limit, WLC (%)  58 - 59.30 58.65 
Plasticity index, IPC (%)   31.3 - 35.5 33.38 
Liquidity Index, ILC 0.94 - 0.96 0.95 
Consistency index, ICC   0.03 - 0.06 0.05 
Activity 
0.5 
 
C.3.2.4 Undrained shear strength 
The shear strengths of both the undisturbed and remolded clay specimens were calculated using 
the results obtained from fall cone performed following standard CAN/BNQ 2501-110(2006). 
The apparatus used in this investigation was the Swedish standard fall cone with three different 
cone sizes. Two of the three cones, having a 30° apex angle and masses of 100 and 400 g 
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respectively, were used for testing undisturbed clays. The last cone used on the remolded soil, was 
the 60 g and 60° cone. Three tests were conducted with each cone and Table C.2 presents the 
average values of the undisturbed strength, Su, and the remolded strength, Sur, of the clay. It also 
gives the average values of the water content, w, measured during the tests. 
Sensitivity values, St were directly calculated as the ratio of Su / Sur. The values of St obtained vary 
from 16.8 to 20.0. The values of the sensitivity, St, obtained above confirm that the clay is very 
sensitive. 
C.3.2.5 Consolidation oedometer tests 
The tests were conducted following ASTM standard D2435-04 (ASTM 2007).  The specimens 
were of 63.0 mm in diameter and 13 mm in height. Typical e versus log 𝜎𝑣0
,
 curves of three tests 
performed are shown in Fig. C.4. Two of the three tests were performed with a loading rate of ∆P⁄ 
P=1 and the last test with a loading rate of ∆P⁄ P=0.5. As seen in Fig. C.4, the preconsolidation 
pressures, 𝜎𝑝
,
, were easy to define.  
The average consolidation characteristics resulting from the tests are given in Table C.3. 
Examination of the curves shows that the preconsolidation pressure, 𝜎𝑝
,
, equals 143.2 kPa. The 
initial effective vertical pressure, 𝜎𝑣0
,
was about 23.0 kPa. The soil is lightly overconsolidated. The 
results are representative of the clay crust (the specimens were obtained at a depth of 3.5 m). 
 
 
 
 
 
 
 
Figure C.4: Typical e versus log 𝜎𝑣0
′  curve 
0
0,5
1
1,5
2
1 10 100 1000 10000
V
o
id
 r
at
io
n
, 
e
Vertical pressue, ( kPa) 
∆P / P = 0.5
∆P / P = 1
∆P / P = 0.5
256 
 
Table C.2: Undrained shear strength 
 
Parameters Values 
Tests numbers  Test 1 Test 2 Test 3 
Specimen state  Undisturbed Remoulded Undisturbed Remoulded Undisturbed Remoulded 
Cone 
mass [𝑚 (𝑔)] 
400 100 60 400 100 60 400 100 60 
Cone Apex [∝ (°)] 30 30 60 30 30 60 30 30 60 
Cone constant [𝐾] 1 1 0,3 1 1 0,3 1 1 0,3 
Undrained shear 
strengths 
[𝑆𝑢 𝑜𝑟 𝑆𝑢𝑟 (𝑘𝑃𝑎)] 
 
89.99 
 
72.3
2 
 
4.56 
 
87.
59 
 
74.45 
 
4.47 
 
85.19 
 
73.38 
 
4.1 
Water content 
(W%) 
53.13 53.60 50.76 52,34 54.18 52.97 
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Table C.3: Results of consolidation tests 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
C.3.2.6 Compression and triaxial CIU tests 
Two testing methods were used to obtain the undrained elastic modulus, Eu, of the clay in the 
laboratory: the unconfined compression test and the triaxial CIU test. There is a general agreement 
in the literature (D'Appolonia et al. 1971; Ladd 1964; Raymond 1972) that for the measurement of 
Eu, the confining pressures in CIU tests should be identical to the in situ effective stresses. This is 
the reason for the use of an isotropic confining pressure value close to the initial effective vertical 
pressure value, that is, 𝜎3= 26.0 kPa for one of the four CIU tests. The three remaining tests were 
performed at consolidation pressures less than the preconsolidation pressure, 𝜎𝑝
,
, that is, 𝜎3= 40.0 
kPa, 𝜎3= 60.0 kPa and 𝜎3= 80.0 kPa. 
The results of the CIU tests are given in Fig. C.5, in terms of (𝜎1 − 𝜎3) versus axial strain ε. 
 
 
 
 
 
Parameters Value range Average value 
Preconsolidation pressure, 𝜎𝑃
,
 (kPa)   131 - 145 143.2 
Overconsolidation ratio, OCR  5.75–8.43 6.78 
Initial effective pressure, 𝜎𝑣0
′  (kPa)   22.50-23.17 22.80 
Recompression index, Cr  0.01-0.03 0.02 
Compression index, Cc 0.05 - 0,86 0.40 
Swelling index, Cs 0.04 – 0.08 0.04 
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Figure C.5: Deviator stress (σ1 - σ3) versus axial strain, ɛ. 
Tables C.4 and C.5 summarize the results of the triaxial CIU tests and the unconfined compression 
tests, respectively. It can be seen from Tables C.4 and C.5 that the undrained shear strength, Su, 
varies from 47.5 to 65.69 kPa. The values of the secant modulus, Es estimated at 50% of the peak 
stress vary from 19.18 to 25.35 MPa. 
 
Table C.4: Results of isotropically consolidated undrained CIU triaxial tests 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Parameters Test 1 Test 2 Test 3 Test 4 
Consolidation pressure, 𝜎3
,
 
(kPa) 
26 40 60 80 
Undrained shear strength, Su 
(kPa) 
47.51 52.84 59.58 65.69 
 
Secant modulus, ES (MPa)   19.18 21.46 25.35 25.31 
Tangent modulus, ET (MPa)   21.1 31.76 45.59 30.26 
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Table C.5: Results of unconfined compression tests 
 
 
 
 
 
 
 
C.3 Characterization of the natural clay by indentation tests 
C.3.1 Experimental device 
The device used for the indentation testing is a Digital Tritest 50 hydraulic press. This setup is 
typically used in geotechnical laboratories to conduct compressive testing of soils (e.g. D2850 and 
D4767 ASTM 2007). It is equipped with a microprocessor controlled drive system and a keyboard 
entry. It has a wide variety of features that include break and speed reset during test, operator 
programming of speed and control functions and self-test diagnostics. 
The press is equipped with a compression load cell with a capacity of 50 kN and is linked to an 
LVDT having a precision of 0.003 mm and a 4 mm course. The machine is bench-mounted for 
ease of operation. The platen speed varies from 0.00001 to 9.99999 mm/min. A steel case houses 
the drive the system. The same device was used to perform the consolidated undrained triaxial tests 
and unconfined compression tests on the clay specimens. 
C.3.2 Indenters  
Two polished rigid indenters were used for this study. The first one is a square base steel pyramidal 
punch with an apical angle 2α equal to 139.3° and the second one, an aluminum cylindrical cone 
of 2α equal to 144.3°. Fig. 5 presents a picture of these cones. The indenters were attached to the 
compression load cell of the press. It was such that the axes of the attached pyramid or cone were 
perpendicular to the surface upon which the specimens rested. The indentation tests were 
performed at the penetration rate of 0.5 mm/ min on intact clay specimens.  
Parameters Value range Average value 
Undrained shear strength, Su (kPa) 51 - 65.9 56.66 
Secant modulus, ES (MPa)   18.9 - 21.9 20.11 
Tangent modulus, ET (MPa)   19 - 22 20.24 
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Figure C.6: Indenters pictures. 
 
C.3.3 Soil 
The soil used in this study is the natural sensitive clay from Beloeil (Quebec) described in Sections 
C.3.1 and C.3.2.  
C.3.4 Experimental Procedure  
Clay specimens were confined laterally in oedometer steel rings measuring 63 mm in diameter and 
13 and 31 mm in height. The height of the clay specimen was almost the same as the steel rings.  
Indentation tests were performed following Standard ISO 14577-1 (IO 2003) and consisted of 10 
cycles of indentation and withdrawal of the indenter at a constant rate of 0.5 mm/min. For each 
cycle, the indenter was pushed downwards into the specimen until a specified target load was 
measured. Restrictions related to the cone dimensions limited the target loads to between 2 and 22 
N. When the target load was achieved, the indenter was held in place for 6 seconds before being 
withdrawn. To avoid adhesion between the indenters and the clay, the indenters were coated with 
a thin layer of graphite before each test (Johnson et al. 1971). A minimum distance of 20 mm was 
imposed between successive indentations and between each indentation and the perimeter of the 
specimen. 
 
Square base steel 
pyramidal punch of  2𝛼 =
139.4° 
Aluminum cylindrical 
cone of 2𝛼 = 144.3° 
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C.3.5 Results and discussions 
The test parameters that obtained directly from the indentation tests are the hardness number and 
the reduced Young’s modulus Er. Absolute values of Young’s modulus were deduced by assuming 
a value of Poisson’s ratio ν, of 0.5. It was also assumed that the conical indenters were rigid relative 
to the clay. Undrained shear strength values were deduced based on the theoretical results of 
Houlsby and Wroth (1982), by assuming that the contact between the indenter surface and the clay 
was smooth due to the coating of the interface with graphite. The values of the bearing capacity 
factor, Nc, used to derive the undrained shear strengths are the following: 5.17 for 2α = 139.4 ̊ and 
5.27 for 2α = 144.3 ̊. Typical experimental load-displacement curves are reported in Fig.C.7. Those 
values are somewhat higher compared to the value of (π+2) = 5.14 obtained for a two – dimensional 
wedge in ideal plasticity.  
The hardness number H was determined for the first cycle at maximum load in each test. The results 
are shown in Fig. C.7. Examination of the data reported in this figure shows that the two sets of 
results are very similar. The values of H vary from 0.38 to 1.25 MPa. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure C.7: Typical experimental load-displacement curves at the 1st cycle of loading unloading. 
Values of reduced Young’s modulus, Er, were computed from the average slopes of the load-unload 
loops at the first cycles. As mentioned above, corresponding absolute values of Young’s modulus, 
E, were deduced from Er assuming a value of Poisson’s ratio of 0.5. The results are reported in 
Figs. C.8. Individual values of E for the first load-unload cycle range from 11.23 to 57.08 MPa. 
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Figure C.8: Hardness profiles, H at 1st cycle. 
The deduced values of E are somewhat higher than those of the secant modulus, ES, found from 
both the unconfined compression tests reported in Table C.5 and the triaxial CIU tests presented in 
Table C.4. The tangent modulus, ET, found from the unconfined compression tests range between 
19 and 22 MPa, and those found from the triaxial CIU tests vary from 19.8 to 25.35 MPa.  
As mentioned above, values of undrained shear strength, Su, were also computed from the 
maximum load, by assuming that the clay behaved like a Tresca material, implying that Su = σy/2, 
where σy is the yield stress. On the basis of the hardness numbers reported in Fig.C.8, which vary 
between 0.38 to 1.25 MPa, the deduced minimum values of the yield stress σy range from 126.7 to 
416.7 kPa, for a constraint factor C = 3 (Bishop et al. 1947). As a result, minimum values of Su 
would thus vary between 63.4 and 208.4 kPa. For comparison purposes, Tables C.2, C.3 and C.4 
present values of undrained shear strength obtained from standard tests in the laboratory. Globally, 
the undrained shear strength values obtained in these tests range from 47.51 to 89.99 kPa.  
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Figure C.9: Young's modulus profiles versus contact radius at 1st cycle computed with ν = 0.5. 
The corresponding values of Su determined from unconfined compression tests range between 51 
and 65.9 kPa. The latter tests were carried out at a deformation rate of 1.25 mm/min. 
 
C.4. Conclusions 
An extensive series of indentation tests using conical indenters with two apical angles were carried 
out in the present study. The theory of elasticity was used to determine the values of Young’s 
modulus, E, for Poisson’s ratio ν = 0.5. Deduced values of E are slightly higher than corresponding 
results obtained from unconfined compression tests. Differences in rate of loading and test 
boundary conditions are probably the cause of such deviations. 
The theory of plasticity was used to obtain the undrained shear strength of the clay. It was again 
found that values deduced from indentation tests are somewhat different from results obtained from 
unconfined compression tests. Also, the values of Su deduced from the indentation tests using the 
relationship between the hardness number and the yield stress were slightly higher, compared to 
the corresponding values based upon the bearing capacity factor Nc = 5.14. Such result may be due 
to a scale effect because the volume of soil affected by the indenters is smaller than that in field 
vane tests or triaxial tests. 
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It should be mentioned that the main advantage of an indentation test over a conventional 
unconfined compression test is that a large number of tests can be performed on the same specimen. 
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ANNEXE D – INDENTATION TESTING ON A SENSITIVE CLAY 
 
Résumé de l’annexe 
Cet article présente les résultats d’une série d’essais conventionnels et d’indentation effectués sur 
des échantillons intacts d’une argile très sensible prélevée dans la région de Beloeil, sur la rive sud 
de Montréal. Les essais d’indentations qui ont été réalisés à l’aide de trois types d’indenteurs ont 
permis de déterminer le module de déformation (E) du sol. Les résultats ont été comparés à ceux 
obtenus à l’aide d’essais au laboratoire conventionnels. Les résultats obtenus montrent que les 
essais d’indentation donnent des résultats comparables à ceux issus des essais conventionnels. 
D.1 Introduction 
Au cours des dernières décennies, l’essai d’indentation est devenu l’un des essais les plus utilisés 
dans l’évaluation des propriétés mécaniques des matériaux durs et mous. Son principal avantage 
réside dans la rapidité et la répétabilité des mesures ainsi que dans la possibilité d’effectuer un 
grand nombre d’essais sur un même échantillon. L’article présente les résultats d’un vaste 
programme expérimental mené sur l’argile de Beloeil.  
Les résultats d’analyses conventionnelles menés au laboratoire sur le sol montrent que, pour tous 
les paramètres déduits des dits essais, les valeurs obtenues rentrent dans les gammes de valeurs 
présentées dans la littérature sur les argiles Champlain.  
Trois indenteurs pointus de 60°, 80° et 97° d’angle inclus au sommet ont servi à la facilitation du 
programme expérimental d’indentation. Ce programme expérimental comprend 39 essais 
d’indentation : à savoir 10 essais réalisés au du cône en acier de 60° d’angle au sommet, 15 essais 
effectués au d’un cône en aluminium de 80° d’angle au sommet et 14 essais fais au d’un cône en 
laiton de 97° d’angle au sommet. Les paramètres ciblés suite à la réalisation de ces essais sont le 
nombre de dureté  H et le module d’élasticité  E . 
Le programme expérimental visait trois objectifs. Premièrement, estimer le module d’élasticité 
 E  à partir des essais conventionnels au laboratoire que sont l’essai au cône Suedois, l’essai au 
scissomètre, l’essai de compression simple, et l’essai triaxial consolidé non drainé  CIU . 
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Deuxièmement, estimer la dureté  H , le module  E et le module cyclique  cyclE  à partir des 
résultats de l’essai d’indentation et ce, au 1er et au 10e cycle de chargement-déchargement. 
Troisièmement, faire une comparaison entre les valeurs des modules d’élasticité obtenues des 
essais de routine versus les essais d’indentation. 
D.2 L’essai d’indentation 
La revue de la littérature sur les essais d’indentation montre que cet essai tire ses origines de la 
théorie de contact de (Hertz, 1882). En effet, il est le premier à avoir étudié le contact normal entre 
deux solides de révolution élastiques et isotropes. Il a développé des équations analytiques en vue 
de la définition des paramètres issus du test notamment : le module équivalent, la charge appliquée, 
le déplacement normal dans la zone de contact et la pression moyenne de contact. Toutes ces 
équations sont utilisées aujourd’hui en mécanique de contact. Les faits montrent  qu’après Hertz, 
(Boussinesq, 1885) est celui dont les travaux ont eu un impact marquant sur la compréhension de 
la théorie d’indentation. Dans sa recherche, ce dernier a utilisé la méthode de la théorie du potentiel 
pour déterminer son étude portant sur les contraintes et les déplacements du contact élastique entre 
une pointe d’indentation rigide et un corps élastique. (Sneddon, 1946) utilise l’approche de 
Boussinesq et développe un modèle pour l’analyse des propriétés mécaniques des matériaux à 
partir de l’essai d’indentation. Son modèle établit la relation entre la charge et le déplacement pour 
un indenteur conique rigide. En 1965, Sneddon étend sa solution à un pénétrateur assimilable à un 
cône de révolution (Sneddon, 1965). 
Entre temps, (Brinell, 1901) a présenté un document de la Société suédoise de technologues 
décrivant son essai "à la bille". Ce document, devenu rapidement connu comme le test Brinell est 
très vite universellement utilisé dans l'industrie métallurgique. En raison des limites imposées par 
la méthode Brinell en ingénierie, plusieurs chercheurs ont intensifié leurs efforts vers l'élaboration 
d'autres pénétrateurs, principalement ceux fabriqués à partir de diamant pour faciliter la réalisation 
des essais sur les aciers entièrement durcis. C’est ainsi qu’en 1919, le test Rockwell est introduit. 
Seulement un an après l’apparition du test Rockwell, l’essai d’indentation de Vickers voit le jour. 
Conçu par les ingénieurs de la société Vickers en Angleterre en 1920, la mesure de la dureté de 
Vickers se fait avec un indenteur pyramidal en diamant à base carrée et d’angle au sommet de 136°. 
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Les techniques de micro et de nano indentation instrumentée ont été développées au début des 
années 1970. Ces techniques largement disponibles à présent connaissent un succès 
incommensurable en raison du fait qu’elles facilitent l’accès à la détermination des propriétés 
mécaniques des matériaux (Fröhlich et al., 1977); (Cheng & Cheng, 2004); (Collin et al., 2007); 
(Chaudhri & Lim, 2007). Les appareils utilisés permettent le contrôle précis, soit de la charge ou 
soit du déplacement, au cours d'expériences d'indentation. On a alors accès à des données plus 
riches permettant d’estimer par exemple le nombre de dureté, le module d’élasticité, le fluage ou 
la relaxation lors de la pénétration.  
D.3 Presentation du modèle de traitement des courbes d’indentation 
La norme NF EN ISO 14577-1 (ISO, 2003) explique non seulement comment réaliser les essais de 
pénétration instrumentée mais donne aussi le modèle de traitement appliqué aux courbes 
d’indentation de manière à en extraire les propriétés mécaniques. Dans ce qui suit, nous avons suivi 
les prescriptions liées à cette norme. Les courbes de chargement- déchargement au 1er et au 10e 
cycle ont été tracées et les paramètres recherchés ont été déduits en tenant compte du fait que nous 
sommes tout le temps face au cas "pile –up". 
Dans un essai d’indentation instrumenté, un indenteur est normalement chargé sur l’échantillon à 
tester à un taux de chargement prédéterminé et ainsi, jusqu’à ce que l’on atteigne une charge 
maximale maxPP  . Après un temps de maintien prédéterminé à la charge maximale (6 secondes 
dans notre cas), la charge de l’indenteur est diminuée à zéro, toujours à un taux prédéterminé. Les 
données de la charge de l’indenteur versus le déplacement sont enregistrées digitalement. Lorsque 
l’échantillon à tester est élastique-plastique, et que le contact est lui aussi élastique-plastique, la 
courbe de déchargement ne tombe pas sur la courbe de chargement, mais est distinctement 
différente de celle –ci. Bien plus, la courbe de déchargement présente un déplacement résiduel 
lorsque la charge de l’indenteur est réduite à zéro (Figure D.1). On prend plusieurs mesures du 
diamètre de contact ( cd ) de l’indentation, des mesures dont on ne considère que la moyenne 
arithmétique représentative : 
  iddddd ic  ......321                     (D.1) 
pour le calcul du rayon de contact représentatif 
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 2 cc da            (D.2) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure D.1: Illustration d’une courbe charge - décharge typique issue d’un essai d’indentation. 
A partir de la courbe d’indentation et selon le type d’empreinte obtenue (le type "pile-up" est celui 
couramment rencontré dans notre cas, voir la Figure D.2), l’on peut aisément calculer la raideur de 
contact suivant la relation : 
 
hPS  max            (D.3) 
 
avec fhhh  max .  
maxP  est la charge maximale d’indentation; maxh est la profondeur de la pénétration de l’indenteur 
à la charge maximale et fh est la profondeur de l’indenteur à la fin de l’essai, c’est-à-dire lorsque 
la charge de l’indenteur est réduite à zéro. Puisqu’à cause du type de matériau testé (un matériau 
mou) on se retrouve toujours dans le cas de figure du "pile –up", l’estimation de la hauteur de 
contact ( ch ) se fait comme suit : 
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Ainsi, l’aire de contact  cA  vaut : 
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Figure D.2: Représentation schématique d’un indenteur 
 
Le nombre de dureté vaut donc : 
cA
P
H max            (D.6) 
où maxP est la charge maximale et cA l’aire de contact. 
Les propriétés élastiques du matériau (module d’élasticité E et coefficient de Poisson ) et les 
propriétés élastiques de l’indenteur ( iE et i , supposés connus) se combinent pour donner le 
module élastique à l’interface entre la surface du matériau et l’indenteur comme suit : 
a 
hc 
hs hs 
hc 
hmax 
hmax 
Pmax 
ac 
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Le module d’élasticité du matériau peut donc aisément être estimé à partir de l’expression ci-dessus 
comme étant : 
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où 
rE vaut généralement 
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D.4 Programme expérimental 
D.4.1 Description de l’argile naturelle : le matériau à l’étude 
Le matériau étudié est une argile naturelle en provenance de la ville de Beloeil, localité située sur 
la rive sud de Montréal. L’extraction des blocs d’argile intacte de dimensions égales à 30 × 30 cm 
environ s’est faite à 3,5 m de profondeur, suite à  l’excavation du sol. La caractérisation du sol 
naturel argileux via des essais de routine réalisés au laboratoire a permis de déterminer les 
propriétés physiques et mécaniques du matériau à l’étude. La section qui suit présente les résultats 
de cette caractérisation.  
 
D.4.2 Les résultats des essais classiques, standards ou de routine au laboratoire 
Les tests de routine au laboratoire ont été faits en respectant scrupuleusement les normes soit de 
l’ASTM soit celles du Canada (CAN/BNQ). Les résultats obtenus suite à la réalisation de ces essais 
sont résumés dans les tableaux D.1 à D.4. 
Le tableau D.1 présente les résultats des essais d’identification. Lorsqu’on rentre les données de ce  
tableau dans le diagramme de plasticité (Casagrande, 1948); il en ressort que  le sol argileux étudié 
est une argile inorganique de plasticité élevée (CH). L’analyse de son activité montre qu’elle est 
peu active.  
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Tableau D.1: Résultats des essais d’identification 
 
Différents essais de routine facilitant le l’obtention du paramètres E ont aussi été réalisés au 
laboratoire. Les tableaux D.2 et D.3 présentent les plages ainsi que les moyennes des valeurs 
obtenues pour chacun des paramètres ciblés. Une étude comparative des résultats présentés dans 
ces tableaux avec la littérature montre que pour tous les paramètres ciblés, les valeurs obtenues 
rentrent dans les gammes de valeurs présentées dans la littérature sur les argiles Champlain. 
Paramètres Plages des valeurs Valeurs 
moyennes 
Teneur en eau naturelle  nW  (%) 43,7-63 53,35 
Densité relative rD   2,71-2,76 
 
2,74 
 
Masse volumique des solides    3, mMgs  2,71-2,76 2,77 
Poids volumique des solides    3, mMgs  2,65-2,70 2,68 
Indice des vides initial  
0
e  1,41-1,74 1,57 
Fraction argileuse (< m2 ) (%) 63-70 
 
66,5 
 
Activité 0,5 
Méthode de percussion de Casagrande 
Limite de liquidité  LW (%) 40,4-68 54,2 
Limite de plasticité  PW  (%) 20,4-33,6 
 
27 
Indice de plasticité  PI  14-47,62 
 
30,76 
Indice de liquidité  LI  0,51-1,93 
 
1,22 
Indice de consistance  CI  0,048-0,5 0,27 
Méthode par le cône suédois 
Limite de liquidité  (%)LCW  58-59,30 58,65 
Indice de plasticité  PcI  31,3-35,5 33,38 
Indice de liquidité  LcI  0,94-0,96 0,95 
Indice de consistence  CcI  0,03-0,06 0,05 
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Tableau D.2: Résultats des essais de compression simple et des essais de consolidation 
oedométrique 
 
Paramètres Plage des valeurs Valeurs moyenne  
Essai de compression simple 
Contrainte maximale à la rupture   kPamax  102 - 131,8 111,60 
Résistance au cisaillement non drainé   kPaSu  51 - 65,9 56,66 
Modules  
Le module d’élasticité sécant   MPaES  9,27-19,01 13,52 
Le module tangent   MPaEt  4,71 – 20 12,47 
Rigidités 
Rigidité  SK  calculé avec le module d’élasticité 
sécant 
141 - 351 248 
Rigidité  tK  calculée avec le module d’élasticité 
tangent 
78 - 383 285 
Essai de consolidation oedométrique 
Contrainte de préconsolidation   kPaP ,'   131 - 145 143,2 
Rapport de surconsolidation  OCR  5,75 - 8,43 6,78 
Indice de recompression,  rC  0,01-0,03 0,02 
Indice de compression,  cC  0,01 - 0,86 0,40 
Indice de gonflement,  
s
C  0,04 - 0,08 0,04 
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Les résultats des essais œdométriques présentés au Tableau D.2 montrent que le sol à l’étude est 
une argile surconsolidée ayant un OCR   7 et une contrainte de préconsolidation  'P  de 143 kPa.  
Les valeurs moyennes des modules sécants (Es) et tangent (ET) obtenus sont respectivement 
de13,52 MPa et 12,47 MPa pour l’essai de compression simple tandis qu’elles sont respectivement 
égales à 30,26 MPa et 25,31 MPa pour l’essai triaxial. Par conséquent, si nous nous référons à 
Bowles (1996), le sol à l’étude est une argile de type moyennement raide à raide et de module 
d’élasticité variant de 12 à 31 MPa. 
Tableau D.3:Résultats des essais triaxiaux consolidés non drainés (CIU) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Essai triaxial consolidé non drainé (CIU)  
Paramètres Essai 1 Essai 2 Essai 3 Essai 4 
Contrainte maximale à la 
rupture 











 kPa,'3  
26 40 60 80 
Contrainte maximale à la 
rupture   kPa,max  
95,02 105,7 119,2 131,4 
Résistance au cisaillement non 
drainée   kPauS ,  
47,51 52,84 59,58 65,69 
Modules    
Le module d’élasticité sécant 
  MPaSE  
21,1 31,76 45,59 30,26 
Le module tangent   MPatE  19,18 21,46 25,35 25,31 
Rigidités   
Rigidité  SK  445 601,2 765,2 466,8 
Rigidité  tK  405,2 406,3 425,5 390,3 
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D.4.3 Résultats des essais d’indentation 
D.4.3.1 Dispositif expérimental 
Le dispositif utilisé pour la réalisation des essais d’indentation est une machine normalisée Tritest 
50. C’est un appareil, spécialement conçu pour tester la résistance des sols. Les critères qui ont 
motivé le choix pour cette presse sont les suivants : la presse peut être reliée à un LVDT capable 
de lire les déplacements de l’ordre du millimètre; la machine vient avec une cellule de charge 
pouvant appliquer des charges dans la gamme voulue de 2 à 30 N; elle est munie d’un bâti réglable 
à la vitesse de déplacement désirée de 0.5mm/min et enfin, très important, l’ensemble est relié à 
un système d’acquisition de données pouvant enregistrer les données de façon instantanée. La 
photographie de ce dispositif est présentée à la Figure D.3.  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure D.3: Photo du dispositif expérimental - Tritest 50. 
Le même dispositif a servi à la réalisation des essais triaxiaux et de compression simple. 
 
D.4.3.2 Les indenteurs utilisés 
Trois indenteurs (ou cônes) rigides ont été utilisés lors de cette recherche. Il s’agit de : un cône en 
aluminium de 80  d’angle inclus au sommet, un cône en laiton de 97  d’angle inclus au sommet 
et un cône en acier de 60  d’angle inclus au sommet. Une photographie de chaque indenteur est 
présentée à la Figure D.4.  
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Figure D.4: Photographies des cônes 
Le tableau D.4 donne les propriétés en termes de modules d’Young et coefficient de Poisson de 
chacun des indenteurs utilisés. 
Tableau D.4: Propriétés des indenteurs 
 
Type d’indenteurs  Ei (MPa) 
i (supposé) 
Cône en acier 60°  203000 0,31 
Cône en laiton 97°  110000 0,37 
Cône en aluminium 80°  69000 0,33 
Références Cette étude 
 
D.4.3.3 Préparation des échantillons 
La préparation des échantillons en vue de la réalisation des essais d’indentation consiste à sortir les 
blocs d’argile naturelle de 30  30 cm de la chambre humide, à les découper en respectant les règles 
de l’art, à les enchâsser dans des anneaux cylindriques et à les tailler de sorte que les deux faces de 
l’échantillon dans la cellule forment des surfaces planes et horizontales. L’ensemble anneau + sol 
 Cône en acier 
 
Cône en laiton 
 
Cône en aluminium 
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est ensuite déposé sur le bâti du Tritest 50 en vue de la réalisation de l’essai.  Les deux anneaux en 
acier qui ont servi à cet effet sont ceux généralement utilisés au laboratoire pour la réalisation de 
l’essai œdométrique. Ces deux anneaux ont chacun un diamètre de 63 mm. Le premier fait 13 mm 
de haut tandis que le deuxième a 31 mm de haut. Précisons que ce second anneau plus profond a 
été utilisé pour des valeurs de charge et de hauteur de contact élevées. Les surfaces de ces anneaux 
sont polies à l’intérieur comme à l’extérieur.  
D.4.3.4 Démarche expérimentale 
La démarche expérimentale utilisée au laboratoire est celle explicitée dans la norme internationale 
certifiée ISO 14577-1 (ISO, 2003). L’expérience typique d’indentation consiste à effectuer une 
dizaine de cycles de chargement-déchargement. Ainsi, l’indenteur est chargé normalement à un 
taux de chargement prédéfini jusqu’à une charge maximale prédéterminée. Après un temps de 
maintien sélectionné à la charge maximale, ce dernier est déchargé à zéro, toujours à un taux 
prédéterminé.  Les données de la charge ainsi que le déplacement de l’indenteur sont enregistrées 
digitalement par le système d’acquisition de données.  
Les charges d'indentation maximales utilisées sont de l'ordre de 2 à 30 N. La vitesse de déplacement 
du bâti utilisée pour la fabrication des empreintes est de 0,5 mm/min. La même vitesse est 
maintenue tout le long des cycles de chargement et de déchargement. L’acquisiteur de données 
enregistre instantanément les valeurs de charge ainsi que les déplacements induits. Le temps 
règlementaire de 6 secondes de maintien à la charge maximale est respecté, après quoi l’indenteur 
est déchargé à zéro.  
Pour annuler les forces d’attraction moléculaires dites de Van Der Waal à l’origine de la succion 
entre l’indenteur et le sol argileux après le déchargement à zéro de l’indenteur, nous avons  veillé, 
avant chaque essais de badigeonner l’indenteur d’une fine couche de graphite (Johnson et al., 
1971). Le graphite est un enduit lubrifiant qui protège les parties contre la chaleur extrême, la 
rouille et la corrosion.  
Le souci de vérifier et d’assurer la répétabilité du phénomène se produisant sur l’échantillon nous 
a amené, pour chaque charge maximale du pénétrateur sélectionnée, à réaliser au moins trois essais 
sur la surface plane de l’échantillon avec une distance minimale de 2 cm entre les deux zones 
d’indentation les plus proches. Nous avons aussi veillé à ce que les indentations soient réalisées 
bien loin des bords de spécimens. 
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D.5 Analyse et discussion des résultats d’indentation 
Les résultats obtenus des expériences réalisées à l’aide des trois indenteurs sont présentés ci-
dessous. Pour chacun des essais, la charge de 6 N est celle qui était visée.  
Les données de la charge d’indentation versus le déplacement lors du premier cycle de chargement 
sont présentées à la Figure D.5. L’on observe que, quel que soit l’indenteur, les courbes de 
déchargement ne se superposent pas sur les courbes de chargement, mais présentent des hystérésis. 
Non seulement les hystérésis obtenues sont grandes, mais, elles varient selon les angles au sommet 
des cônes. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure D.5: Charge vs hauteur de contact - 1er cycle 
 
Pour chacune des courbes tracées, nous nous sommes servis des équations (D.1) à (D.8) présentées 
plus haut pour la détermination du nombre de dureté H et du module d’élasticité, E. Les paramètres 
expérimentaux que l’on pourrait qualifier d’intermédiaires et dont nous avons eu besoin pour 
atteindre ce but étaient : la charge maximale  maxP , le déplacement maximal de l’indenteur 
 maxh  et la raideur de contact mesurée au 10e cycle de chargement (S). Ainsi, grâce aux valeurs 
issues à la fois des courbes de charge vs la hauteur de contact et aux équations présentées ci-dessus, 
des profils de modules d’élasticité et de dureté ont pu être tracés. 
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Les Figures D.6 et D.7 présentent le graphe du module d’élasticité vs rayon de contact obtenu des 
données de la courbe de la chargement- déchargement au 1er cycle avec un coefficient de Poisson 
du sol argileux supposé de  5,0  et 3,0 respectivement. 
Si l’on omet de considérer les zones de perturbation des profils de modules d’élasticité, c’est-à-
dire celles observées en début des Figures D.6 et D.7 jusqu’à la valeur du rayon de contact de 2,68 
mm, l’on constate aisément que les profils des modules d’élasticité du sol obtenus des trois 
indenteurs se superposent. Les valeurs de E varient de 6,01 à 28,8 MPa lorsque 5,0   et de 7,3 
à 34,95 MPa lorsque 3,0 . On remarque ainsi que supposer une faible valeur de coefficient de 
Poisson  du sol argileux contribue à une légère augmentation de la valeur du module E. 
 
 
 
 
 
 
 
Figure D.6: Module vs rayon de contact - 1er cycle avec 5,0 . 
 
 
 
 
 
 
 
Figure D.7: Module vs rayon de contact -  1er cycle avec 3,0 . 
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La Figure D.8 montre que les profils de dureté du sol argileux obtenus des trois indenteurs au 1er 
cycle se superposent. Les valeurs de H varient de 0,17 à 0,28 MPa. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure D.8: Profil des duretés -  1er cycle 
 
Le besoin d’analyser le comportement suite à la diminution de ces hystérésis jugées trop grandes 
nous a amené à réaliser dix cycles de chargement- déchargement au même point et ce, pour chaque 
essai. Il est bon de préciser que pour chacun des cycles de chargement - déchargement effectué, le 
temps de maintien de 6 secondes à la charge maximale a été respecté.  
La figure D.9 présente les courbes de charge vs hauteur de contact obtenues au 10e cycle et ce, pour 
les trois indenteurs. L’on observe que l’allure des courbes a complètement changé. Si on les 
compare aux courbes de la Figure D.5, on réalise rapidement que pour chaque courbe, la taille de 
l’hystérésis a été réduite. De plus, la nature du matériau constituant l’indenteur n’a aucun effet 
spécifique sur le sol argileux. Ceci se vérifie par le fait que, que l’on soit au 1er ou au 10e cycle de 
chargement -déchargement, les courbes réalisées avec des indenteurs faits de matériaux différents 
mais d’angles au sommet approximativement égaux ont tendance à se superposer. Ce phénomène 
s’observe pour les cônes de 60  en acier et celui de 80  en aluminium. Donc, en présence du 
matériau argileux, tous les indenteurs rigides de même angle au sommet ont sensiblement un 
comportement identique.  
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Figure D.9: Charge vs hauteur de contact -  10e cycle 
 
La démarche utilisée pour le traitement des résultats d’essais au 10e cycle est la même que celle 
utilisée au 1er cycle, à la seule différence que cette fois, les courbes de charge vs la hauteur de 
contact au 10e cycle sont celles qui ont servi pour l’obtention de la charge maximale  maxP  et le 
déplacement maximal de l’indenteur  maxh . 
Les Figures D.10 et D.11 présentent le graphe du module d’élasticité vs le rayon de contact obtenu 
des données de la courbe de la chargement- déchargement au 10e cycle avec un coefficient de 
Poisson du sol argileux supposé respectivement de  5,0  et 3,0 . Les valeurs de E varient de 
4,58 à 28,12 MPa lorsque 5,0   et de 9,06 à 34,12 MPa lorsque 3,0 . Donc pour ce sol 
argileux, la valeur supposée de 3,0  contribue à une légère augmentation de la valeur des 
modules. 
 
 
 
 
 
 
Figure D.10: Module vs rayon de contact -  10e cycle avec 5,0 . 
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Figure D.11: Module vs rayon de contact -  10e cycle avec 3,0  
La Figure D.12 montre que les profils de dureté du sol argileux au 10e cycle obtenu des trois 
indenteurs se superposent. Les valeurs de H varient de 0,17 à 0,32 MPa. 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure D.12: Profil des duretés -  10e cycle. 
 
D.6 Conclusion 
La présente étude visait à réaliser une série d’essais conventionnels et d’essais d’indentation sur un 
sol argileux naturel. Les résultats des essais de routine montrent que les valeurs moyennes de 
modules sécants (Es) et de module tangent (Et) obtenus sont respectivement de13,52 MPa et 12,47 
MPa pour l’essai de compression simple tandis qu’elles sont respectivement égales à 30,26 MPa et 
25,31 MPa pour l’essai triaxial. 
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 Pour réaliser les essais d’indentation, nous nous sommes servis de trois indenteurs rigides à angles 
aigus au sommet. Les données issues des graphes au 1er cycle et au 10e cycle de chargement-
déchargement ont permis d’accéder aux profils de dureté et de module d’élasticité. 
Les courbes de charge versus la hauteur de contact viennent apporter la preuve selon laquelle le sol 
étudié est bien un matériau élastoplastique. La preuve en est que, quel que soit le nombre de cycle 
de chargement-déchargement effectué, bien que l’hystérésis diminue considérablement, jamais la 
courbe de déchargement ne se superpose à celle du chargement.  
Pour ce qui est de la dureté, alors qu’aux premiers cycles la dureté du sol argileux varie de 0,7 à 
0,28 MPa, au 10e cycle, celle-ci oscille entre 0,17 et 0,32 MPa.  
Les essais d’indentation ont aussi permis d’estimer le module d’élasticité. Pour 5,0  , E variait 
de 4,58 à 28,12 MPa et pour  3,0  , E variait de 9,06 à 34,12 MPa. 
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